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П Е Р Е Д М О В А
Серед фундаментальних чинників, які впливають на 
загальні закономірності росту втомних тріщин (РВТ) і 
крихкого руйнування тіл з тріщинами при статичному, 
циклічному та динамічному навантаженні, є попередня 
пластична деформація, яка може бути пов'язана з техно­
логічними процесами на стадії виготовлення та експлуатацією 
конструкцій. Попередня пластична деформація може бути 
одноразовою або циклічною, при відсутності в матеріалі 
тріщин або їх наявності.
Аналіз літературних даних свідчить, що є тільки окремі 
роботи з дослідження впливу попереднього одноразового і 
циклічного пластичного деформування на тріщинотривкість, 
відсутні загальні підходи, які дають змогу враховувати вплив 
попереднього деформування на швидкість РВТ і в'язкість 
руйнування за статичного, циклічного і динамічного наван­
таження. Відсутня класифікація матеріалів за чутливістю 
швидкості РВТ до попередньої пластичної деформації.
Існуючі моделі крихкого руйнування тіла з тріщиною за 
циклічного навантаження є якісними і не враховують історію 
попереднього навантаження матеріалу у  вістрі тріщини в 
межах пластичної зони. Відсутні також моделі, які дають 
змогу з єдиних позицій кількісно описати стабільний РВТ, 
перехід від стабільного до крихкого (нестабільного) 
руйнування, а також закономірності крихкого руйнування 
тіла з тріщиною при циклічному навантаженні.
Монографія присвячена комплексу питань, пов'язаних з 
впливом попереднього пластичного деформування матеріалів 
з тріщинами і без тріщин на втомну міцність та тріщино­
тривкість за статичного і циклічного навантаження і 
грунтується в основному на оригінальних результатах, 
отриманих в Інституті проблем міцності НАН України.
В монографії вказані аспекти, розглянуті з позиції 
механіки руйнування, з використанням силових, деформацій­
них та енергетичних критеріїв.
В розділі 1 коротко представлені основні положення 
механіки руйнування. Наведено основні рівняння, які 
описують напружено-деформований стан в околі вістря
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тріщини, а також силові, деформаційні й енергетичні критерії 
руйнування та моделі росту втомних тріщин.
Розділ 2 присвячений розгляду основних закономір­
ностей втомного руйнування попередньо пластичнодеформо- 
ваних матеріалів. Особлива увага надається аналізу деформа­
ційних і енергетичних критеріїв втомного руйнування, а 
також закономірностей пружно-пластичного циклічного 
деформування.
В розділі 3 розглянуто вплив асиметрії циклу 
навантаження, попереднього одноразового та циклічного 
пластичного деформування на швидкість РВТ в корпусних 
сталях та алюмінієвих сплавах. Вказаний вплив аналізується
3 точки зору закриття втомної тріщини. Описуються 
методики дослідження тріщинотривкості з використанням 
методу піддатливості та акустичної емісії.
З використанням оригінальних методик отримані 
кількісні дані з нерегулярного росту тріщини та його 
складових: інкубаційного періоду та періоду неперервного 
росту тріщин.
Розділ 4 присвячений аналізу результатів дослідження 
впливу попереднього (одноразового і циклічного) пластичного 
деформування на силові і деформаційні критерії руйнування 
при статичному і циклічному навантаженні. Описано 
запропоновану методику прогнозування впливу попереднього 
циклічного деформування на в ’якість руйнування сталей.
Аналізується вплив мікротріщин і мікропор, які 
виникли під час попереднього пластичного деформування, на 
напружено-деформований і граничний стан тіл з тріщинами.
В розділі 5 розглянуто так званий ефект "попереднього 
теплового навантаження", який дає змогу підвищити 
утримувальну здатність тіл з тріщинами при температурі 
нижче температури в’язко-крихкого переходу. Аналізується 
вплив параметрів перевантажування, зокрема, температури і 
величини коефіцієнту інтенсивності напружень (КІН) під час 
перевантаження, розвантаження на критичний КІН за 
статичного навантаження теплотривких сталей та матеріалів 
зварних швів корпусів реакторів. Особлива увага 
приділяється дослідженню впливу експлуатаційних чинників 
(кількості циклів і амплітуди циклічного навантаження) на 
тривкість ефекту підвищення опору крихкому руйнуванню,
Розділ 6 присвячений опису моделі, яка дає змогу 
прогнозувати стабільний і нестабільний (стрибками) РВТ, а 
також вплив попереднього пластичного деформування на
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швидкість росту тріщини. На основі моделі пояснюється 
природа більш значного розкиду в’язкості руйнування 
матеріалу порівняно з характеристиками механічних 
властивостей, які отримують на гладких зразках. Описано 
методику прогнозування впливу історії навантаження на 
кінцевій ділянці створення первинної втомної тріщини на 
в'язкість руйнування матеріалу.
Обгрунтовуються методи підвищення- статичної і 
циклічної тріщинотривкості посудин високого тиску, основані 
на попередньому пластичному деформуванні.
Автор висловлює глибоку вдячність академіку НАН 
України, професору В.Т.Трощенку за суттєву допомогу і 
рекомендації при підготовці рукопису, співробітникам відділу 
втоми і термовтоми матеріалів Інституту проблем міцності 
НАН України, які брали участь у спільних експеримен­
тальних дослідженнях, результати яких використані при 
написанні цієї монографії, а також співробітникам 
Тернопільського державного технічного університету імені 
Івана Пулюя, які надали допомогу в її оформленні.
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- півдовжина контактуючих поверхонь тріщин;
- ширина зразка;
- експонента циклічої пластичності;
- діаметр зразка;
- швидкість РВТ;
- функція питомої енергії деформації;
- інтенсивність деформацій;
- відносна інтенсивність деформації;
-  Інтенсивність деформацій при а  = сгт;
- дійсна залишкова деформація зразка після 
руйнування;
- попередня одноразова пластична деформація;
- половина висоти зразка;
- кількість мікротріщин;
- довжина тріщини;
- середня довжина мікротріщини;
- довжина г-ї мікротріщини;
- компонента нормалі до елемента сій контуру;
- показник деформаційного зміцнення 
діаграми статичного деформування;
- показник степеня у формулі Періса;
- густина мікротріщин;
- показник степеня у формулі С.Яреми і 
С.Микитишина;
- функція розподілу сил зчеплення берегів 
тріщини;
- відстань до вістря тріщини;
- середня відстань між мікротріщинами;
- радіус шийки зразка після руйнування, 
виміряний перпендикулярно до осі;
- розмір пластичної зони біля вістря 
тріщини;
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- товщина зразка;
- нетто-товщина зразка;
- найменша товщина зразка в зоні руйнування;
- зміщення у вістрі тріщини;
- параметр, який залежить від напруженого 
стану;
- коефіцієнт у формулі Періса;
- сталі матеріалу;
- модуль пружності;
- площа поперечного перерізу зразка після 
попередньої деформації;
- площа поперечного перерізу зразка у 
первісному стані;
- площа поперечного перерізу зразка після 
руйнування;
- модуль зсуву;
- інтенсивність вивільнення питомої енергії 
пружної деформації при поширенні тріщини 
на нескінченно малу відстань;
-  критичне значення інтенсивності 
вивільнення питомої енергії пружної 
деформації;
- узагальнений модуль пружності;
- безрозмірна функція від показника деформа 
ційного зміцнення;
- інтеграл, обчислений на контурі, достатньо 
віддаленому від вістря тріщини;
- коефіцієнт сил зчеплення у вістрі тріщини;
- КІН при сг = <т0;
- в'язкість руйнування при плоскому 
напруженому стані;
- КІН, який відповідає закриттю тріщини;
- циклічна в'язкість руйнування;
- мінімальна циклічна в'язкість руйнування;
-  відповідно КІН для моделі тріщини типу І-Ш;
- зміна КІН тіла з тріщиною, обумовлена 
мікротріщинами;
- в'язкість руйнування за статичного 
навантаження;
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- КІН тіла з тріщиною за відсутності 
мікротріщин;
&іс(р) -  критичний КІН зразка з надрізом радіусом р;
К1е -  коефіцієнт інтенсивності деформації;
К!п, Кцп -  КІН тіла з тріщиною при наявності
мікротріщин;
Ктіп> &тах - мінімальний і максимальний КІН при 
циклічному навантаженні;
Кор - КІН, який відповідає розкриттю тріщини;
К' -  коефіцієнт зміцнення діаграми циклічного
деформування;
Ь -  відстань між затискувачами зразка;
N -  кількість циклів навантаження;
N - відносна кількість циклів навантаження;
- критерій руйнування, запропонований 
Баренблаттом;
N7- - кількість циклів навантаження до появи
макротріщини;
N ’ -  показник зміцнення діаграми циклічного
деформування;
- максимальне зусилля при статичному 
навантажуванні;
Ро 2 -  зусилля при поздовжній пластичній деформації
0,2%;
<2 -  сила, що розклинює зразок;
Як - радіус кривини шийки зразка в поздовжній
площині;
- коефіцієнт асиметрії циклу при жорсткому 
навантаженні;
На - коефіцієнт асиметрії циклу при м’якому
навантаженні;
5 - коефіцієнт питомої енергії деформації;
£ с - критична питома енергія деформації;
- опір відриву;
17 - коефіцієнт розкриття (закриття) тріщини;
ІІд - нормальне зміщення при а — ст0;
Уо - коефіцієнт у формулі С.Яреми і С.Микитишина;
X* - розмірний параметр;
У7 - питома енергія непружної деформації;
У/у - питома енергія втомного руйнування;
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а - коефіцієнт деформаційного зміцнення;
Р - емпіричний коефіцієнт;
Р і - параметр, що характеризує інтенсивність 
циклічного знеміцнення;
- максимальне відносне залишкове 
звуження зразка в зоні руйнування;
5 - розкриття вістря тріщини;
5Г - розкриття берегів тріщини на відстані г від 
Ті вістря;
аги, - ширина петлі гістерезису в 2-му і їс-му 
півциклах навантаження;
5п - залишкове розкриття тріщини;
є - відносна деформація;
£а> а^е) &ар - відповідно амплітуда загальної, пружної і 
пластичної деформації;
Єї - відносна деформація при напруженнях, що 
дорівнюють порогу текучості;
Є? -  циклічна деформація текучості;
V - коефіцієнт Пуассона;
9 - кут між розглядуваною точкою і продовженням 
тріщини;
Р - радіус надрізу;
Ртіп - критичний радіус вістря тріщини;
а - нормальне напруження;
<?0,2 - умовний поріг текучості при допуску на 
пластичну деформацію 0,2%;
- амплітуда напружень, прикладених ззовні;
<*в - умовна границя міцності;
&СК - напруження сколювання за статичного 
навантаження;
&СК - напруження сколювання за циклічного 
навантаження;
аеїї - ефективне напруження;
- компоненти тензора напружень і деформації;
5 у ( ',»0)»Єу(гї0 ),ЇЇу(г,0 )-  нормовані функції від кута 9 \ г;
сгг - залишкове напруження;
стт - поріг текучості;
сг~ - циклічний поріг текучості;
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<гх)сГу)сггітХу,тхг,Ту2 - компоненти тензора напружень;
<т™х - максимальне головне напруження в центрі
шийки зразка;
- відносне залишкове звуження після 
попередньої пластичної деформації;
| = г / 2гр
Д з
- безрозмірна відстань від вістря тріщини;
- абсолютна і відносна величина підростання
ла
АК
АКе„
Ж *
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тріщини при статичному навантаженні Р=Р£>;
- розмах (7-інтеграла;
- розмах КІН;
- ефективний розмах КІН;
- пороговий КІН;
- ефективний пороговий КІН;
- питома енергія непружної деформації за 
цикл;
Д№г - питома енергія непружної деформації при 
напруженнях, що дорівнюють межі втоми;
Ає
Аст
АЕ
ДВР
КІН
ПТН
РВТ
- розмах деформації;
- розмах напружень;
- акустична емісія;
- діаграма втомного руйнування;
- коефіцієнт інтенсивності напружень;
- попереднє тепле навантаження;
- ріст втомної тріщини.
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Р О З Д І Л І
НАПРУЖЕНО-ДЕФОРМОВАНИЙ І ГРАНИЧНИЙ 
СТАН ТІЛ З ТРІЩИНАМИ
1.1. Напруження і деформації у вістрі тріщини
Статичне навантаження. Для оцінки міцності тіл з 
тріщинами необхідно, в першу чергу, знати напружено- 
деформований стан в околі вістря тріщини. Розподілу 
напружень в околі вістря тріщини для пружного однорідного 
тіла присвячено багато досліджень, огляд яких міститься у 
працях [56,82,97,102,117,120,126,133,174,204,280,448]. Фунда­
ментальними працями в галузі математичної теорії пружності 
є дослідження Колосова Г.В. [79], Мусхелішвілі М.І. [108], 
Вільямса М.Л, [471], Сі [173], Вестергаарда Х.М. [470].
При навантаженні тіла протилежні береги тріщини 
взаємно зміщуються. Розрізняють три основних типи 
переміщень поверхонь тріщини (рис. І) [318]. Розподіл 
напружень і зміщень в околі вістря тріщини нормального 
відриву (рис.2) [57] має вигляд
Р
Р,
а б в
Рис.І. Типи зміщень: а - нормальний
відрив; б - поперечний зсув; в - поздовжній 
зсув
Рис.2. Система локальних 
координат у  вістрі тріщини
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к -  1 -2  згпг —
■2 ’
( 2 )
де о, т - відповідно нормальні і дотичні напруження; г - 
відстань до вістря тріщини; С^Е/ (2(1 -  у')) - модуль зсуву; Е 
- модуль пружності; у -  коефіцієнт Пуассона; АГ/ - коефіцієнт 
інтенсивності напружень (КІН) для тріщини нормального 
відриву; ® - кут між розглядуваною точкою і продовженням 
тріщини.
При и =  0 будем мати плоский напружений стан; у 
випадку и=0 -  плоску деформацію, коли о-2=у(сгт+сгу).
Для плоского напруженого стану к = (3 - у)/(І - у); для 
плоскої деформації к=3 - 4 у.
Методи і формули для визначення КІН тіл з тріщинами 
достатньо детально описані в літературі [38,68,75,97,102,110, 
120,151,174,204,209,229,280,431]. Найповніші дані про КІН для 
зразків і типових елементів конструкцій з тріщинами 
містяться в [102,110].
Дослідження полів напружень і деформацій в околі 
вістря тріщини при пружнопластичному деформуванні є 
більш складною задачею. Аналітичні вирази для напружено- 
деформованого стану тіл з тріщинами були отримані для 
випадку поздовжнього зсуву (рис. 1, в) для ідеально 
пластичного матеріалу і матеріалу зі зміцненням [148], Низку 
задач у більш загальній постановці було розв'язано у працях 
[205,313].
В плоскій постановці розподіл напружень і деформацій 
в околі вістря тріщини при монотонному навантаженні
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деформаційно зміцнюваного матеріалу було отримано майже 
одночасно Хатчинсоном> [314], а також Райсом та Розенгреном 
[404] на основі розгляду криволінійного інтеграла по контуру, 
який охоплює вістря тріщини.
Згідно з [314,404,422],
єу = аєт КГ
^ Іа а \ г
п/(п+1)
с ^ < у т\
Ю
Іа а ^ г (3 )
Щ =
а о ?  (  £ /
п/(п+1)
гп /(п * 1} и i j i e . n l
де і  - інтеграл, обчислений по контуру достатньо віддаленому 
від вістря тріщини; І  - безрозмірна функція від показника п 
деформаційного зміцнення; сгі} (г,& ),еіі(г,&)>Оіі(г,&) - нормо­
вані функції від кута & і г .
У цьому випадку зв'язок між напруженням і пластич­
ною деформацією при одновісному розтягу має вигляд:
єр = , (4)
де а і п - відповідно коефіцієнт і показник деформаційного 
зміцнення; єр = єр /  ет; єт = сгг /  Е; а  -  а  /  сгт , сгт - поріг 
текучості.
Подальші дослідження показали, що рівняння (3) 
достатньо добре узгоджується з експериментальними даними 
[122,248,241,308,327].
Однак вирази (1) і (3) свідчать, що напруження мають 
сингулярність у вістрі тріщини. Для визначення деформацій 
безпосередньо у вістрі тріщини ефективно використовують 
числові та експериментальні методи [121,125,174,175,265,299, 
299,326,381].
М.Я. Леонов, В.В. Панасюк і Д.С. Дагдейл 
запропонували моделі, які дають змогу визначити розмір 
пластичної зони і розкриття вістря тріщини в умовах 
плоского напруженого стану [91,270]. В цих роботах 
розглянуто випадок клинуватої зови на продовженні тріщини.
Рівняння, що пов'язують розкриття тріщини, розміри 
пластичної зони з розмірами тріщини і прикладеними 
напруженнями мають такий вигляд:
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рде 2 гр -  розмір зони пластичних деформацій поблизу вістря 
тріщини на її продовженні.
М.А. Махутов запропонував для опису деформацій у 
вістрі тріщини при пружнопластичному деформуванні 
користуватись коефіцієнтом інтенсивності деформацій К2е [97, 
98]. Відповідно до його підходу відносна інтенсивність 
деформацій у вершині тріщини визначається формулою
2 (1  + у )  К „
‘ 3  2 л г
(7)
де еі - е і !егт\еіТ -  інтенсивність деформацій при напруженнях, 
що дорівнюють порогу текучості.
Методи визначення Кіе і Рге детально викладені в [98].
Для визначення напружено-деформованого стану в околі 
вістря тріщини певного поширення набув так званий метод 
вагових функцій [245,403]. Привабливість цього методу полягає 
в тому, що, забезпечуючи достатню точність визначення КІН, 
він є менш трудомістким порівняно з числовими методами 
{методом скінченних елементів, методом граничних 
інтегральних рівнянь). Метод дозволяє визначати КІН для тіл з 
тріщинами довільної конфігурації, для яких відомо напружено- 
деформований стан при відсутності тріщин.
Згідно з [403], величину КІН Кп при довільному 
навантаженні сгя можна знайти за розв'язком крайової задачі 
для тіла з тріщиною такої ж  конфігурації при дії на берегах 
тріщини навантаження
К п ~ —  \сг
п иг J п
д  и ,
К о 0 д  І
■сІх, (8)
де ио і Кп -  нормальні зміщення і КІН при навантаженні сг0; 
Н -  узагальнений модуль пружності
(9)
Величина Н д  U—— - —-м ає назву вагової функції [245,403],
К 0 д  І
Пізніше метод вагових функцій був развинутий у працях 
[168,463], де отримано розв'язок для тіл з тріщинами 
нормального відриву при довільному розподілі навантаження 
на контурі тріщини.
Досить ефективними при розрахунках напружено- 
деформованого стану тіл з тріщинами є числові методи: метод 
скінченних елементів і метод граничних інтегральних рівнянь, 
метод масових сил та ін. [303,397,452,468,472]. З них найбільш 
поширеним у механіці руйнування с метод скінченних еле­
ментів. На основі цього методу створені універсальні про­
грамні комплекси для обчислення напружено деформованого 
стану розрахунку тривимірних тіл з тріщинами в пружній і 
пружнопластичній постановці, наприклад [143,144,237,473].
Порівняно зі статичним випадком урахування циклічної 
зміни навантаження є задачею істотно складнішою, її точний 
розв'язок поки що відсутній. Складність побудови розв'язку 
вказаної задачі обумовлена такими чинниками. По-перше, 
реверсивне навантаження призводить до виникнення 
залишкових стискаючих напружень в околі вістря тріщини 
[264,335,349,355,451]. По-друге, циклічне пластичне деформу­
вання в околі вістря тріщини істотно впливає на напружено- 
деформований стан у зв'язку з процесами зміцнення та 
знемІцнення. По-третє, як було встановлено Елбером [277], 
при циклічному навантаженні в додатній частині циклу 
настає закриття тріщини, тобто під час розвантаження 
протилежні береги тріщини контактують, і це також істотно 
впливає на напружено-деформований стан конструкційного 
елемента чи зразка з тріщиною. Закриття тріщини може бути 
зумовлене циклічною пластичністю в околі вістря тріщини 
[242,244,267,289,357,368,377], окисленням поверхонь тріщини 
[154-157,370,447], а також шорсткістю зламу [46,155,158, 
399,451]. Докладно ці питання для матеріалів різних класів і 
структурних станів розглянуто в оглядових працях [155, 
156,159] ОЖРоманіва та його співробітників.
У випадку, коли розмір пластичної зони істотно
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менший від довжини тріщини, для визначення поля 
напружень за і'і межами формально можуть бути використані 
співвідношення лінійної теорії пружності (1).
Численні експериментальні дослідження виявили 
кореляцію між швидкістю росту втомних тріщини (РВТ) і 
розмахом ДК чи максимальним КІН циклу
к ™*(л к  ~ к т*х - К тіл), де ктіп - мінімальний КІН циклу [68, 
113,151,204]. При циклічному пружнопластичному наванта­
женні розподіл напружень і деформацій в околі вістря 
тріщини у першому наближенні обчислюють на основі 
розв'язків для монотонного навантаження. У цьому випадку 
використовують діаграму циклічного деформування та 
враховують ефект Баушінгера [269,278,294]. Певного 
поширення набули спрощені підходи, наприклад, метод 
суперпозиції [313,402].
На основі теоретичного аналізу з використанням 
розв'язку Дагдейла-Баренблатта для ідеально-пластичного 
матеріалу Б.Будянським і Г.В.Хатчинсоном запропоновано 
модель закриття тріщини при циклічному навантаженні в 
умовах плоского напруженого стану [244].
Рівняння контуру пластичної зони для стаціонарної 
тріщини можна описати виразом [247],
де £ = г / 2гр; г - відстань від вістря тріщини; 2гр - розмір 
пластичної зони на продовженні тріщини. При г>0, 
співвідношення 6Т і 6  описує відносну ширину пластичної
зони, а при г<0 являє собою розкриття тріщини поблизу вістря. 
Залишкове пластичне розкриття втомної тріщини <5^  під час її
(10)
росту {Кш = 0) [244]
6Я/ 5 Х ~ 0,8562, ( 11)
півдовжина контактуючих поверхонь тріщини
(12)
де Кі -  поточне значення КІН. 
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Встановлено, що КІН Кор, який відповідає розкриттю 
тріщини при навантаженні, більший, ніж КІН Кс! при якому 
тріщина закривається ( Кґ1 / =  0,483, Кор /  = 0,557).
Цей факт було експериментально доведено у працях [264,267, 
292,399].
Для асиметричного циклу навантаження (Каіп > 0)
*  -  *  0 , 7 3 ^  -  К ор) г / ( Е а Т) ; (13)
«  0,54(К_  -  Ка)* ДЕстт). (14)
Б.Будянський і Г.В. Хатчинсон [244] теоретично 
обгрунтовали збільшення К (Кс1)  для циклічно зміцнювальних 
матеріалів порівняно із циклічно стабільними та знеміцню- 
вальними матеріалами і обчислили залежності 
Кер / Ктах(КСІ / К ^ )  від Оу / От- Тут сг£ - циклічний поріг 
текучості.
Для розрахунку напружено-деформованого стану тіл з 
тріщинами при пружнопластичному циклічному навантажен­
ні, а також за маломасштабної текучості ефективно застосо­
вують і числові методи [225,285,317,363,376-378,435].
Створені на базі методу скінченних елементів програмні 
комплекси, наприклад [143,144], дають змогу обчислювати 
напружено-деформований стан тривимірних тіл з тріщинами 
при пружнопластичному циклічному навантаженні.
Вплив шпар і мікротріщіш. Обробка металу тиском, а 
також однокразові чи циклічні пластичні деформації, яким 
піддається метал в зоні концентрації напружень, можуть 
призводити до порушення суцільності матеріалу - утворення 
шпар та втомних мікротріщин. У такому випадку 
конструкційний матеріал не завжди можна розглядати з 
позицій механіки суцільного середовища. Аналогічна проблема 
виникає при розрахунках напружено-деформованого стану 
чавунних конструкцій з тріщинами.
Разом з тим відомо, що присутність шпар і мікротріщин 
істотно впливає на напружено-деформований стан тіла з 
макротріщиною.
За останні десятиріччя з'явилось багато праць, 
присвячених взаємодії мікротріщин, включень та шпар з
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макротріщиною [127,182,257,275,291,316,347,412,413,418,450,464]. 
Однак методи, котрі дають змогу описати взаємодію 
макротріщини з ансамблем довільно орієнтованих мікрошпар 
або мікротріщин як в плоскій, так і тривимірній постановках, 
відсутні.
Якщо проаналізувати літературні дані про вплив 
шпаристості або мікротріщин на напружено-деформований 
стан, то в них переважно розглянуто взаємодію магістральної 
тріщини з однією або двома мікротріщинами [257]. Так, 
наявність мікротріщини на продовженні осі магістральної 
тріщини збільшує а отже, і розкриття тріщини [412,413].
У
ис. 3. Розрахунок схеми взаємодії тріщини Рис. 4. Дві мікротріщини розта- 
з мікротріщинами [257] шовані симетрично відносно
макротріщини [412]
Однак дві колінеарні мікротріщини {рис. 3) створюють 
"екрануючий ефект", тобто зменшують К;. [257]. При цьому 
залежно від співвідношення довжини мікротріщин та відстані 
між ними, Кі може зменшуватись майже в 20 разів. Згідно з 
[257], для схеми, представленої на рис. З,
КІП/КГ 1/(1-Ч) (15)
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де
б - для малих і і / Н ї >
- ДЛЯ великих
(16)ч, =
21,
[ П Т  і, 
І  2 Ь,
К/п) К, -  КІН відповідно при наявності і відсутності 
мікротріщин; /' = / , /  Л
^/-відстань між мікротріщинами.
Ефективний КІН для макротріщини при наявності в 
околі її вістря двох мікротріщин можна також подати у 
вигляді:
Я М = К ; + КГ,  (17)
К/г
де Кп К й -  КІН при відсутності мікротріщин; ,К Ри -  зміна
КІН, обумовлена мікротріщинами. Зміна КІН АГ/ для 
макротріщини, обумовлена присутністю двох мікротріщин 
(рис. 4) [412]
К,р =(2ш-)1/г(5 /2 г 1)гГ(0І;а ; , ? / г ]); (18)
Р(х; у; 5 /  г{) -2 с г со^ Зх/ 2) + З зіп( х)[сг зіп(Зх/ 2) ~ 2у + 
+ тсоз(5х/2 -2 у )
Номінальні
рівнянь:
напруження а  і г знаходять з таких
ег Ї Х ]
г |Кп]
де - одинична матриця.
Виявлено, що величина АГ/3 змінюється від додатних 
значень для < 0 О до від’ємних значень при ©д < ©г < я . 
Коли £ /  ^ -у  0 [412], то
17 9-  —  соб(л) + 2 со5(2а:) -  -соа(Зх) -  соз(4х).
Для а — 0 кут 0] зменшується від 70° при З , /» ;  -> 0 до 
69,4° для 8^ / т ^ г/ З -
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1.2. Основні критерії руйнування
Статичне навантаження. При розрахунку міцності тіл 
з тріщинами застосовують силові, енергетичні та деформа­
ційні критерії, котрі дають змогу за відомими (розра­
хунковими) параметрами напружено-деформованого стану та 
характеристиками міцності, які визначаються із експери­
менту, сформулювати умови граничного стану тіл з 
тріщинами.
Критерії руйнування тіл з тріщинами у більшості 
випадків однопараметричні, що є істотною перевагою для їх 
практичного застосування. Однак при всій простоті вони не 
враховують деяких чинників, які за певних умов є 
визначальними (наприклад, мікроструктурні особливості 
матеріалу) і сильно впливають на характеристики міцності 
матеріалу.
Слід відзначити, що область застосування силових, 
енергетичних та деформаційних критеріїв визначається, в 
основному, рівнем нетто-напружень відносно порога текучості 
169,70,82,97,128,183].
В літературі достатньо детально висвітлено хронологію 
появи та обгрунтування тих чи інших критеріїв руйнування 
тіл з тріщинами [15,82,97,120,126,128,129,133]. Тому обме­
жимося лише коротким перерахуванням основних із них.
Дж. Ірвін [57] запропонував силовий критерій зрушення 
тріщини при квазістатичному навантаженні
* / * * / о  (19)
де К 1с - критичне значення КІН для тріщини нормального 
відриву, яке не залежить від розмірів та геометрії зразка з 
тріщиною і є характеристикою матеріалу.
Інваріантність в’язкості руйнування К 1е щодо геометрії 
та розмірів зразка зберіється тільки за умови забезпечення 
максимальної стисливості пластичної деформації в околі 
вістря тріщини (плоскої деформації).
При цьому звичайно здійснюють перевірку виконання 
умов [38,151,229,440]
^ Ь ' Ь - і г Щ К ь / а ^ ) 2, (20)
де і, Ь - відповідно товщина і ширина зразка до наванта­
ження; І - довжина чи півдовжина тріщини; - коефіцієнт, 
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який залежить від класу матеріалу [р -  2,5 -  для
низьколегованих і низьковуглецевих сталей, алюмінієвих і 
титанових сплавів, р  = 0,6 -  для чавунів і р  -  5 -  для 
аустенітних сталей),
¥ ' (21)
де 1рс -  максимальне відносне залишкове звуження зразка в 
зоні руйнування; - найменша товщина зразка в зоні 
руйнування,
Л\0 = (Л Іа / 1) ■ 100% ,  (22)
де А1@ - величина зростання тріщини при статичному
навантаженні до Р=Р{?.
Приймають, що величина АГ0 [38] дорівнює К!с , якщо 
виконується одна із двох умов нерівностей (20), (21) або (20), 
(22).
Методи визначення в'язкості руйнування 
регламентовані відповідними документами [38,107,124,151,167, 
229,240,440].
Критерій, аналогічний в'язкості руйнування, був 
запропонований також Г.І. Баренблаттом [10]:
К ^ К / п
^  _ *гд(г)д,х (23)
І
Тут К  - модуль сил зчеплення у  вершині тріщини; 
і  - розмір зони дії сил зчеплення; г -  віддаль від вістря 
тріщини у бік, протилежний напрямку її поширення; д(г) -  
функція розподілу сил зчеплення берегів тріщини. Критерій 
Ї\Г' характеризує граничне навантаження, яке може
витримати зразок з тріщиною.
Критерій руйнування за інтенсивністю вивільнення 
питомої енергії пружної деформації С?к аналогічний 
силовому критерію за в'язкістю руйнування Кіс.:
С г С 1с, (24)
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оскільки в пружній області відповідні величини пов’язані 
співвідношенням
в ^ А К ^ / Е ,  (25)
де А - параметр, який залежить від виду напруженого стану; 
О і - енергія пружної деформації, яка вивільняється при 
поширенні тріщини на нескінченно малу віддаль.
Формула (25) покладена в основу визначення КІН за 
методом піддатливості [186,190].
При пружнопластичному деформуванні тіл з тріщина­
ми критеріями досягнення граничного стану є критичні 
значення З - Інтеграла чи розкриття тріщини [173,205,270,401].
Лінійний інтеграл взятий по контуру Г на достатній 
відстані від вістря тріщини, в загальному вигляді може бути 
представлений таким чином [205,401]:
Ж . (26)
де - питома енергія деформації, щр Щр Єц - компо­
ненти зміщень і тензорів напружень і деформацій; п} - компо­
нента нормалі до елемента йз контуру.
Якщо за контур Г вибрати коло радіуса г , то в 
необмеженому тілі г~+ оо так, що 3  - інтеграл при плоскій 
деформації збігається з вивільненою енергією деформації О в 
лінійно-пружному ТІЛІ
3 = 0 ^ { \ - у?-)к } і Е. (27)
Критерій руйнування при пружнопластичному 
деформуванні в умовах плоскої деформації формулюється 
таким чином:
З > 3ІС (28)
Методи визначення ./-інтеграла на зразках з тріщинами 
регламентуються відповідними нормативними документами 
[151,362,441].
Дж. Сі [428] запропонував коефіцієнт питомої енергії 
деформації 6і, який однозначно пов'язаний з КІН при 
поширенні тріщин за механізмом нормального відриву:
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8 = [(1 + у ) (1 -& )/ 2 я Е ]К г. (29)
Коефіцієнт питомої енергії деформації є площею під 
кривою йУУМУ -/(г) для даної відстані від вістря тріщини
( з о )
де <И¥ / еіУ - функція питомої енергії деформації [428]. 
Руйнування (загальна нестійкість) настає, коли
£ > £ с (31)
Цей підхід є загальним для квазіпружного, 
пружнопластичного та пластичного деформування тіла з 
тріщиною і дає змогу описати напрямок руху тріщини.
Деформаційний критерій руйнування, запропонований 
МЯ. Леоновим, В.В.Панасюком [91], а також Дагдейлом [270] і 
Уелсом [469], полягає в наступному. Руйнування матеріалу з 
тріщиною відбудеться тоді, коли розкриття вершини тріщини 
перевищить критичне значення £с. Критичне розкриття 
тріщини відповідає досягненню номінальними напруженнями 
в околі вістря тріщини крихкої міцності [91] або порога 
текучості матеріалу [270]. Методики визначення критичного 
розкриття тріщини для зразків різної конфігурації викладено 
в працях [50,123,129,151,229,469].
Перевага локальних критеріїв руйнування полягає в 
можливості прогнозувати в'язкість руйнування матеріалу за 
результатами випробувань гладких зразків або зразків з 
надрізом, а також прогнозувати вплив різних чинників 
(наприклад, швидкість навантаження, температура випробу­
вань) на вказану характеристику. В загальному випадку 
критерії руйнування можна поділити на енергетичні, силові і 
деформаційні. В основу силового підходу покладене 
припущення, що руйнування матеріалу з тріщиною має місце, 
коли максимальне нормальне напруження в вершині тріщини 
досягає критичного значення, яке визначається за 
результатами випробувань гладких зразків або зразків з 
надрізом. Детальний огляд локальних критеріїв руйнування 
міститься в працях [83,160,263,298].
Коротко зупинимся на основних із них. Дж.Малкін та 
А.Тетелман, аналізуючи напружений стан при згині плоского
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зразка з надрізом радіуса р у вістрі для ідеального пружно- 
пластичного матеріалу і припускаючи, що руйнування 
здійснюється, коли на продовженні надрізу максимальне 
нормальне напруження досягне напруження сколу, отримали 
вираз для умовної в'язкості руйнування [352]:
Для феритно-перлітної сталі (0,12% С) при 77К 
отримано задовільне узгодження розрахункової (32) та 
експериментальної залежності К,с(р). Встановлено існування 
граничного радіуса /?0, нижче якого К /С(р) = const. Задаючи 
значення параметра рд, а також виходячи із температурної 
залежності сгт , було розраховано залежність в'язкості 
руйнування від температури для сталі А508 у вихідному 
стані та після опромінення [352].
. Структурна модель крихкого руйнування тіла з 
тріщиною передбачає, що крихке руйнування металу відбува­
ється на етапі навантаження, коли зона пластичної деформа­
ції сумірна із структурним елементом d -  d3n3 (rt3 -  кількість 
зерен, яка визначає розмір структурного елемента, d3 -  діа­
метр зерна) [68] і коли
де 5* - опір відриву.
На основі узагальнення експериментальних даних із 
урахуванням температурних і швидкісних залежностей КІС і 
от запропоновано емпіричну залежність [298]
На основі структурно-механічного аналізу умов крихкого 
руйнування Б.З.Марголіним і Г.П.Карзовим [72] запропоновано 
фізико-механічну модель руйнування металів, які мають-гратку 
об'ємно-центрованого куба (ОЦК). Відповідно до вказаної моделі 
критерій крихкого руйнування можна записати таким чином:
(32)
(33)
К їсС7т — ( с г ск  /  CTj ) . (34)
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(_
а 1 + т Т' ( с ? і - а 0) > а й ,
де оі - нормальне головне напруження; щ -  інтенсивність 
напружень; <т0 -  напруження тертя, яке є сумою напружень 
Паерлса - Наббаро І опору ковзанню, обумовлене взаємодією 
дислокацій з домішковими атомами, точковими дефектами і 
вихідними дислокаціями [120]; -  залежно від конкретного
механізму виникнення мікротріщин визначає міцність матриці, 
включення чи границі з'єднання матриця-включення; -
критичне напруження крихкого руйнування, яке залежить від 
накопиченої деформації, що інтегрально визначається 
параметром Одквіста %.
Перше із записаних вище рівнянь є умовою зародження, 
а друге - зрушення і просування тріщини, Вказаний критерій 
був застосований авторами для прогнозування залежностей 
в'язкості руйнування від температури і попередньої пластичної 
деформації [72].
Необхідною умовою збереження залежностей типу (32) - 
(34) є реалізація механізму руйнування сколом. Усі моделі 
крихкого руйнування обгрунтовані для випадку однократного 
навантаження.
Циклічне навантаження. Для оцінки опору крихкому 
руйнуванню матеріалу з тріщинами при циклічному 
навантаженні запропоновано небагато моделей [202,411], аналіз 
яких свідчить про недостатню вивченість цього питання .
На основі рівняння (32) запропонована модель [411], в 
якій характеристики матеріалу при статичному навантаженні 
змінено на аналогічні при циклічному, внаслідок чого отримано 
вираз
К ^ , А К ) ~ К ; С consto■¥(N, АК) е х р У сЛ ІУ * 4 К )
^<тти № , А К )
л
~ 1 - 1
і/ г
(35)
де - кількість циклів навантаження; Кк - циклічна в'язкість 
руйнування; <тск - напруження сколу при циклічному 
навантаженні.
З використанням рівняння (35) проаналізовано вплив 
максимального КІН циклу на стадії вирощування втомної
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тріщини на критичний КІН при статичному навантаженні для 
деяких сталей. Отримано задовільну узгодженість 
розрахункової залежності (35) з експериментальними 
результатами. Однак такий підхід має низку недоліків, які 
обмежують його використання. Напруження сколу при 
циклічному навантаженні важко визначити, оскільки у цьому 
випадку необхідно достатньо точно знати напружено- 
деформований стан. Згідно з висновками праці [411] попереднє 
циклічне навантаження повинно завжди приводити до 
збільшення критичного КІН. Проте відомо, що для деяких 
матеріалів циклічність навантаження істотно зменшує в'язкість 
руйнування [139,193,194,224,218].
На основі узагальнення значної кількості експери­
ментальних даних з циклічної тріщинотривкості була 
розроблена модель крихкого руйнування тіл з тріщинами при 
циклічному навантаженні, яка дає змогу описати перехід від 
стабільного до нестабільного росту втомної тріщини [27,194, 
202]. Запропоновано схеми нестабільного росту втомної 
тріщини для різних класів матеріалів (циклічно зміцнювані та 
циклічно знеміцнювані матеріали) і умов навантаження 
(залежності КІН відносно довжини тріщини).
Проведено класифікацію матеріалів з чутливості 
в'язкості руйнування до циклічного навантаження. Встановле­
но, що циклічне навантажування знижує в'язкість руйнування 
циклічно знеміцнюваних матеріалів при температурі, нижчій 
від температури в'язко-крихкого переходу, та збільшує її для 
циклічно зміцнюваних матеріалів порівняно із статичним 
навантаженням.
У випадку нестабільного росту тріщини встановлено 
співвідношення між критичним КІН Щс і розміром зони 
пошкодженості яка відповідає величині крихкого стрибка 
тріщини Д/* :
к „  = - Ц к ; с / < ) .  (36)
Тут а2~3 -  параметр, який залежить від виду напру­
женого стану (для умов плоскої деформації); - границя 
пропорційності при циклічному навантаженні.
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Залежність між розміром зони пошкодженості і 
кількістю циклів навантаження АNe до стрибка тріщини має 
вигляд
*' = С' , (37)
де Ь’ і С' - сталі. Параметр Ь’ визначає інтенсивність 
зменшення К'л відносно кількості циклів навантаження. 
Коефіцієнт С’ знаходять із залежності
С = ’ (Кіс /  О’о.гУ* (38)
Г
Остаточно (36) з урахуванням (37) дає
(39)
Рівняння (36) є напів емпіричним, оскільки для 
прогнозування критичного КІН К1/с необхідно знати розмір 
зони пошкодженості (довжину крихкого стрибка тріщини), 
який визначається із прямого експерименту.
Те ж саме стосовно формули (39), в якій невідомий 
параметр Ь’ можна визначити тільки безпосередньо із 
експерименту. Відомо, що для окремих матеріалів при певних 
умовах циклічного навантаження спостерігається нестабільне 
поширення втомної тріщини (193,194,202]. Стабільний ріст 
втомної тріщини чергується з крихкими стрибками аж до 
повного руйнування зразка. В цих умовах слід розрізняти 
мінімальне значення циклічної в’язкості руйнування к]/с\ 
значення критичного КІН К‘/с, яке відповідає і-му стрибку 
тріщини (і -  порядковий номер стрибка); значення динамічної 
в'язкості руйнування К*{) отримане в умовах циклічного 
навантаження [2,139,194].
Основним недоліком розглянутої моделі [202] крихкого 
руйнування тіла з тріщиною при циклічному навантаженні є 
обмеженість її можливостей щодо кількісного опису переходу 
від стабільного до нестабільного росту тріщини та 
закономірностей нестабільного росту тріщини без проведення 
прямого експерименту на циклічну тріщинотривкість.
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У рамках вказаної моделі неможливо пояснити також 
зафіксований експериментами стабільний ріст тріщини між 
крихкими стрибками.
Однією із причин, яка стримує практичне використання 
підходів лінійної механіки руйнування для розрахунків 
конструктивних елементів на крихку міцність, є істотно 
більший розкид в'язкості руйнування К!с порівняно з розки­
дом характеристик механічних властивостей, отримуваних на 
гладких зразках (поріг текучості, границя міцності, відносне 
звуження поперечного перерізу, тощо) [80,103,228,249,258, 
309,312,356,364,366,371-374,409,424,433,434,453,466].
Наприклад, для Сг-Мо-У і Сг-Мо-ІМі-У сталей, 
виплавлених із застосуванням звичайних і чистих шихтових 
матеріалів, різниця між нижніми та верхніми значеннями К!с 
досягає 2...2,5 раза [80]. Подібний розкид значень в'язкості 
руйнування отриманий і для Ті-6А1-4У-сплаву, а також сталі 
4340 [228]. Наприклад, для сталі 4340 (температура
гартування нижче 423К) відношення Дсту і ~ду становить 13%,
тоді як АК]С /  К ІС -8 7 % . Тут &ау,а-у - відповідно розмах і
середнє значення порогу текучості; АКІС, КІС -  розмах і
середнє значення в'язкості руйнування при статичному 
навантаженні.
Це змушує збільшувати коефіцієнти запасу міцності, а 
також випробовувати велику кількість зразків для отримання 
вірогідних даних.
Останнє, однак, не гарантує, що після випробування 
достатньої кількості зразків буде отримане дійсно мінімальне 
значення КІС матеріалу і що застосування в цьому випадку 
нижніх огинаючих кривих як розрахункових при оцінці 
міцності конструкції буде достатньо обгрунтованим 
[68,80,103]. Якщо різницю вязкості руйнування одного і того 
ж матеріалу, що визначається в різних лабораторіях, 
пояснюють різними методиками випробувань, геометрією 
зразк ів , різними плавками, жорсткістю випробувального 
обладнання, то розкид К]с, отримуваний на одному 
типорозмірі зразків і випробувальному обладнанні, 
пов'язують з тим, що опір крихкому руйнуванню дуже 
чутливий до неоднорідності локальних властивостей 
матеріалу, наявності включень тощо [103,228,356,366].
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Існуючі нормативні документи з визначення в'язкості 
руйнування при плоскій деформації регламентують умови 
формування втомних тріщин [38,107,124,151,163,229,440]. 
Вважають, що умови створення втомної тріщини не 
впливають на в'язкість руйнування Кіс, якщо максимальний 
КІН К^ тах на кінцевій ділянці не перевищує певної величини. 
В різних документах ці вимоги практично збігаються з 
незначними відхиленнями. Однак за цієї, досить жорсткої 
регламентації умов утворення первинної втомної тріщини 
все ж отримують досить великий розкид в'язкості 
руйнування К]с [258,309,356,366,409].
Вплив шпар і мікротріщин. Загальновизнано, що 
наявність шпар або мікротріщин впливає на граничний стан 
тіл з тріщинами [74,207,297,316,412,464,465]. Однак, незважа­
ючи на дослідження в цій галузі стосовно крихких 
матеріалів типу кераміки і гірських порід, на їх основі не 
можна зробити однозначного висновку про параметри, що 
характеризують вплив шпар (мікротріщин) на тріщино- 
тривкість [207].
Відзначено, що шпаристість а - також система 
мікротріщин, яка утворюється в зоні росту магістральної 
тріщини, знижують опір крихкому руйнуванню [464]. Разом 
з тим теоретично було обгрунтовано, що залежно від 
густини мікротріщин може відбутися не тільки зменшення, а 
й чотириразове збільшення Кїс керамічних матеріалів, що 
підтверджується численними експериментальними даними 
[291]. Наявністю довільно орієнтованих мікротріщин 
(розтріскуванням карбідів при холодному вальцюванні) 
пояснюють зниження в'язкості руйнування заліза при 
низькій температурі [74], а зниження Кіс високоміцного 
чавуну пов’язують із збільшенням діаметра графітових 
включень і зменшенням відстані між ними [182].
Цікаві експериментальні результати щодо впливу 
шпаристості на в'язкість руйнування крихких матеріалів 
отримані у праці [464]. Оскільки відомо, що в'язкість 
руйнування пов'язана з ефективною поверхневою енергією 
таким співвідношенням:
к , с = ( г г , Е ) , / г ,
то відповідно до [464] для шпаристого матеріалу
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Тут Ур - об'ємна частка шпар; у 
енергія за нульової шпаристості.
(40)
- ефективна поверхнева
І І ,, 
/  /  /  / / /
+ *
у ч 0/ г  
/  4  
Л Г  /
X
З аналізу фор­
мули (40) випливає, 
що збільшення шпа­
ристості завжди 
зменшує в'язкість 
руйнування крихкого 
матеріалу. Разом з 
тим було виявлено, 
що точкові включен­
ня за певних умов 
збільшують в'язкість 
руйнування.
На основі ана­
лізу взаємодії макро- 
тріщини з подвійно 
періодичною системою мікротріщин (рис. 5) були отримані 
умови зрушування макротріщини [450]. Напрямок розвитку 
макротріщини відносно мікротріщин можна записати у 
вигляді
/ / / / / / /
1 1 ІР„І і
Рис, 5. Розрахункова схема взаємодії 
макротріщини з подиійноперіодичною систе­
мою макротріщин
& -  2атсід
К і -  п)КЇ - Щ
4К ,
(41)
Відношення граничного навантаження Р* до 
критичних зусиль Ра у тілі з однією макротріщиною (без 
мікротріщин)
Р V  ------------------- ■ (42)0 сов(50 /  2)(К, -  Ж иЬд(Є /  2))
Відповідно до [450] під час зміни кута а орієнтації 
мікротріщини (рис.5) від 0° до 90° напрямок розвитку 
макротріщини змінюється в межах від 0е до 6° а значення 
Р'/Р0 від 0,925 до 0,95.
Підсумовючи, можна відзначити, що все ж найбільш 
обгрунтованим методом дослідження впливу мікротріщин і
ЗО
мікрошпар на граничний стан тіла з макротріщиною є 
експериментальний.
1.3. Моделі росту втомних тріщин
Для прогнозування довговічності тіл з тріщинами при 
циклічному навантаженні необхідно знати залежність 
швидкості РВТ відносно параметра, який характеризує 
напружено-деформований стан в околі вістря тріщини. 
Графічне зображення вказаної залежності називають 
діаграмою втомного руйнування (ДВР).
ДВР в загальному випадку складається з трьох ділянок 
і обмежена зліва пороговим КІН, справа критичним КІН - 
циклічною в’язкістю руйнування. Методи експериментального 
визначення швидкості РВТ регламентуються відповідними 
методичними рекомендаціями [150,393,454], У загальному 
випадку всі моделі швидкості РВТ залежно від застосованих 
критеріїв можна поділити на силові, енергетичні і 
деформаційні.
В літературі описано велику кількість залежностей 
швидкості РВТ відносно параметрів навантаження, 
характеристик механічних властивостей матеріалу та 
розмірів тріщини. Найбільш повні огляди залежностей 
містять праці [40,81,132,153,211,214,243,329,375,406,420,436].
Розглянемо найбільш поширені залежності. Основним 
параметром для опису швидкості РВТ в умовах плоскої 
деформації є КІН, який визначає поле напружень і пружних 
зміщень в околі вістря тріщини. В цьому випадку 
швидкість РВТ нормального відриву можна описати досить 
загальним співвідношенням [382]
V  =  d l / d N  =  F ( K max, R ) >
де Ктт/Ктах - коефіцієнт асиметрії циклу навантаження. 
Вперше цей підхід був застосований Перісом [132]:
К = С(Д£)т , (43)
де С і т - сталі матеріалу.
Формула (43) отримала найбільше поширення для 
опису швидкості РВТ і справедлива в основному для другої 
ділянки ДВР [73,132,198,288]. При цьому коефіцієнт С і 
показник т  для різних матеріалів можуть змінюватись в 
широких межах (т=2,..10).
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Для опису лінійної ділянки ДВР конструкційних 
матеріалів використовують також модифіковану формулу (43) 
[215,216]
(44>
Для опису швидкості РВТ на другій і третій ділянках 
ДВР [150] використовують формули З.Формена [199], 
С.Піреона [386], Х.Лью [346] і ряд інших.
Формула, запропонована С.Я. Яремою і С.І. Микйтиши- 
ним, дає змогу описати ДВР під час зміни Ктак від 
порогового КІН К(к до циклічної в ’язкості руйнування Щс у 
випадку, якщо діаграма має вигляд в-подібної кривої [217]
^  “  ^0 [ґ ^ тах ~ К & )  /(К/с ~~ Ктах)\ і (^5)
де У0 ; -  сталі, які визначають із експерименту.
В роботі [276] введено поняття ефективного розмаху 
КІН АКеїї=Ктіх-К ор.
З урахуванням цього рівняння (43) в цьому випадку має 
вигляд
V = С(иАК)т , (46)
де и  = &Кф/ ДК -  так званий коефіцієнт відкриття (закриття) 
тріщини.
Головною перевагою формули (46) є те, що ДВР 
конструкційних сплавів, зображені в осях У~АКф в окремих 
випадках є інваріантними відносно асиметрії циклу
навантаження [238,277,362], товщини зразків [21,359],
довжини тріщини (для коротких тріщин) [339], одноразових і 
циклічних перевантажень [425], залишкових напружень у 
металі [152].
Для опису швидкості РВТ під час пружнопластичного 
навантаження використовують такі параметри, як розкриття 
тріщини, J - інтеграл.
Рівняння для опису швидкості РВТ відносно 5 і J- 
інтеграла у більшості випадків мають структуру, аналогічну 
формулі (43) [81,137,266,268,269,391].
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За циклічного навантаження враховується розмах 
/-інтеграла Д/, який визначають з петель гістерезису [397], і 
тоді
У = У0' < Д //Д /0)\ (47)
де У0 - відносна швидкість; У0 = Ю б м/цикл; Д/0, у - пара­
метри, які визначаються у експериментах.
Формули (43)-(47) для опису швидкості РВТ
потребують здійснення прямого експерименту і є по суті 
апроксимуючими. Поряд з цими формулами запропоновано 
моделі, які дають змогу за результатами непрямих дослідів, 
наприклад на статичну та циклічну міцність, прогнозувати 
швидкість РВТ в матеріалі.
Деякі моделі грунтуються на аналізі процесу 
накопичення пошкоджень у вістрі тріщини з використанням 
силових [305], деформаційних [7,70,97,271,291,294,310] і 
енергетичних критеріїв [278,342,429,460].
На основі наближеного розв'язку циклічної пружно- 
пластичної задачі про напружено-деформований стан 
матеріалу у вістрі тріщини при циклічному навантаженні, 
врахуванні деформаційного критерію малоциклового 
руйнування та принципу лінійного підсумовування 
пошкоджень розроблено модель РВТ. Модель дає змогу вра­
хувати вплив змінної вздовж траєкторії тріщини асиметрії 
циклу навантаження на швидкість її поширення [70,71]. 
Чисельна реалізація показала добре узгодження
розрахунків та експерименту для трьох сталей з різним 
рівнем міцності,
В працях [213,239] запропонована теорія втомного 
поширення тріщини, заснована на припущенні, що 
тріщина, котра росте протягом циклу навантаження, хоч 
один раз стає нестійкою. Просування тріщини аналізується з 
використанням узагальненого енергетичного рівняння 
процесу. В часткових випадках теорія дає відомі 
напівемпіричні співвідношення для швидкості РВТ.
На основі аналізу напружено-деформованого стану з 
використанням розв'язку (3) та рівняння Коффіна-Менсона 
отримано залежність швидкості РВТ відносно розмаху КІН у 
формі (43) [293,294]. Сталі т і С визначаються таким чином:
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т = 2 п'
с(п' + 1) ’
С =
-
є)(4ІК 'Е ) п'/(пЧ1' Р О
п‘+с(п'і1)
Гп'+ц
- 1/с
-  а г / 2
(48)
(49)
Тут £у, с - параметри рівняння Коффіна-Менсона; X* -
розмірний параметр; гі і К  - відповідно показник і коефіцієнт 
діаграми циклічного деформування за одновісного 
навантаження,
Л є/ 2  = А с  /  2Е + (А с / 2 К ')п \ (50)
де А с , Ає -  відповідно розмахи напруження і деформації.
Аналогічний підхід, який, однак, враховує накопичення 
пошкоджень в околі вістря тріщини в межах пластичної 
зони, запропоновано в праці [278],
Відомо, що використання залежності між швидкістю 
РВТ і розмахом КІН у формі (43), не дає змоги прогнозувати 
траєкторію тріщини при пружнопластичному деформуванні, а 
також не враховує вплив середнього напруження циклу на 
. швидкість РВТ. Ці обмеження усуваються використанням для 
аналізу РВТ коефіцієнта питомої енергії деформації [430, 432]
У = С(Л?тіяГ ,  ^  -  5 Г  - Я Г .  (51)
де 5™*, - мінімальний і максимальний коефіцієнти
питомої енергії деформації в напрямку & = Є0 , тобто
^  =8(& с, с тйХ) - 5 ( в „ а тіл), (52)
де с тах, с тіп - відповідно максимальне і мінімальне 
напруження циклу.
Залежність (51) була апробована на сплаві ТІ-6А1-4У 
в діапазоні зміни їі=-1...0,5. Для вказаного сплаву залежність 
швидкості РВТ від А$ є інваріантною відносно асиметрії 
циклу навантаження [429]. Пізніше цей підхід був розвинутий 
у праці [365].
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Слід відзначити, що незважаючи на велику кількість 
запропонованих підходів для опису швидкості РВТ, практично 
відсутні моделі руйнування, котрі-дають змогу без проведення 
прямих експериментів прогнозувати як стабільне поширення 
тріщини, так і перехід до крихкого руйнування в умовах 
циклічного навантаження. У цих випадках у розрахункову 
формулу, наприклад (45), звичайно входить або в'язкість 
руйнування при статичному навантаженні, або циклічна 
в'язкість руйнування, котрі визначаються експериментально,
Єдиним винятком є якісний підхід до опису швидкості 
РВТ і критичного КІН при циклічному навантаженні, який 
базується на об’єднаній моделі руйнування (12,123,239] і 
пояснює відмінність між статичною і циклічною в'язкістю 
руйнування (185, 202]. Однак у  рамках об’єднаної моделі [13] 
неможливо кількісно передбачити момент переходу від 
стабільного до нестабільного РВТ, а також закономірності її 
нестабільного зростання.
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ВТОМНЕ РУЙНУВАННЯ
Під час виготовленя та експлуатації деякі конструкції, 
наприклад посудини, що перебувають під тиском, трубо­
проводи, елементи літальних апаратів тощо, можуть 
піддаватись одноразовим перевантаженням, які призводять 
до зміни характеристик пластичності І міцності матеріалу 
(порогу текучості, умовної межі міцності, опору відриванню). 
В цих випадках необхідно знати, яким чином попереднє 
навантаження впливає на характеристики механічних 
властивостей матеріалу.
Вплив попереднього одпоразового пластичного де­
формування на характеристики механічних властивостей.
Значна кількість досліджень присвячена впливу одноразового 
пластичного розтягу [36,109,113,134,151,290,414] і стиску 
[30,75,333,345,427] на механічні властивості конструкційних 
сплавів. В одних працях температура під час попереднього 
деформування і наступних випробувань була однаковою [ЗО, 
36,74,75,109,113,134,290,333,345,427], в інших - відрізнялася 
[109,333,414].
Для знімання залишкових напружень, обумовлених 
попереднім пластичним деформуванням, а також створення 
більш рівноважної структури матеріалу у деяких випадках 
зразки піддавали штучному старінню.
Розглянемо, як впливає попереднє одноразове наванта­
ження на характеристики діаграми статичного розтягу при 
ізотермічних умовах без проміжного штучного старіння на 
прикладі впливу холодного вальцювання і попереднього плас­
тичного деформування на поріг текучості, опір відриву Зк і 
дійсну залишкову деформацію ек після руйнування 
відповідно алюмінієвого сплаву 7475 (хімічний склад, %: 
5,72п; 2,5М& 1,5Си; 0,ЗСг; 0,02Ге; 0,02Бі;) і сталі КБ32
(хімічний склад, %: 0,15 С; 0,32Бі; І,39Мп; 0,019Р; 0,007Б; 
0,031 А1) [109,345,427] (рис. 6). Незалежно від знаку 
навантаження (розтяг чи стиск) збільшення попередньої 
деформації зменшує ек і збільшує а0 2  сталі КІ332 і 
алюмінієвого сплаву 7475. При цьому дійсний опір відриву 
нечутливий до попередньої деформації. Слід відзначити
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також збільшення порога текучості сталі (склад, %: 0Д6С; 
0,0645і; 0,88Мп; 0,033Р; 0,0365; 0,006>І; 0,026МЬ) зі збільшен­
ням попередньої деформації епр до 10% порівняно з не дефор­
мованим станом [290]. Проте подальше деформування (від 10 
до 30%) спричиняє зниження £Г0(г. Виявлене збільшення <7^ 2 у 
сталі НІДЗА із збільшенням температури старіння Тст від 440 
до 470 К і часу витримки гст від 8 до 8,5 год. Границя міцності 
сталі НІіЗА збільшується з підвищенням епр, температури 
старіння і зі зменшенням часу старіння [290]. Статистично 
спланувавши експеримент для врахування взаємодії різних 
чинників (епр, Тст, £ст), найбільше підвищення порога 
текучості сталі НЗЬА було отримано при такій комбінації 
параметрів:
епР ~ Ю%> Тст = 193 К, Ьст = 8,4 год.
Відзначається, що залишкова пластичність вказаної 
сталі зменшується зі збільшенням попередньої пластичної 
деформації, температури штучного старіння з 440 до 470 К 
і зі зменшенням його тривалості.
Збільшення величини попереднього навантаження і при 
підвищеній і при кімнатній температурі збільшує межу 
текучості та зменшує дійсну деформацію при руйнуванні 
[109,273,274,367,408,410,437,459]. Найбільший вплив пластич­
ного деформування на вказані характеристики виявлений за 
температури попереднього навантаження 470...570 К.
На основі численних досліджень встановлено, що 
домінуючим процесом в'язкого руйнування є зародження, ріст 
і коалесценція шпар при деформуванні матеріалу [94,109,120, 
353,405,457]. Головним чинником, що понижує деформацію 
руйнування попередньо деформованої при підвищеній 
температурі сталі, є деформаційне зміцнення, яке залежить 
від величини попередньої деформації і температури [109].
Для різних видів напруженого стану (одновісний, 
плоска деформація) на основі різних уявлень запропонована 
низка моделей, що описують швидкість росту шпар при 
статичному навантаженні. їх огляд містить праця [120]. При 
цьому важливо зазначити, що початок зародження шпар на 
включеннях характеризується відносно малими деформа­
ціями (е0 = 0,1...0,2) [409].
Виникнення і еволюція комірчастої структури під час 
деформування має деякі закономірності, серед котрих 
можна виділити такі [169,283]:
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Рис, 6 Вплив попередньої пластичної де­
формації на характеристики механічних власти­
востей алюмінієвого сплаву (1-4, 7) і сталі КИ 
32 (5, б) при. 293К: 1 - 4 ,  7 - стискання;
5,6 - розтягування; 1, 3 - [427]; 2, 4, 7 - [345]; 
5, 6 - [109]
деформація <?, що 
відповідає початку 
утворення комірок, 
залежить від ба­
гатьох 'чинників, 
зокрема’, темпера­
тури, концентрації 
домішок, енергії 
дефектів укладан­
ня, розміру пер­
винного зерна; зі 
збільшенням тем­
ператури дефор­
мування значення 
є* зменшується: 
висока енергія де­
фектів укладання, 
властива ОЦК- 
металам, у зв'язку 
з полегшенням по­
перечного ковзан­
ня полегшує утво­
рення комірчастої 
структури; чим
більший розмір зерна, тим легше утворюються комірки.
Вплив попереднього одноразового пластичпого де­
формування на циклічну міцність і закономірності непруж- 
ного деформування. Попереднє пластичне деформування 
(об’ємне чи поверхневе) як самостійно, так і разом з 
термообробкою в окремих випадках є ефективним засобом 
збільшення межі втоми і циклічної міцності конструкційних 
матеріалів.
Дані про вплив одноразового попереднього пластичного 
деформування на циклічну міцність матеріалів неодно­
значні. В одних випадках попереднє деформування збільшує 
[51,86,87,103,322,337,340,384,390456], в інших [87,149,180,322] - 
зменшує межу витривалості конструкційних матеріалів. Особ­
ливо значне зниження межі витривалості спостерігається 
для сильно здеформованих зразків, коли поряд зі 
зміцненням спостерігається знеміцнення матеріалу, пов'язане
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з утворенням шпар і мікротріщин. Неоднозначність впливу 
попереднього деформування на циклічну довговічність і 
границю витривалості, ймовірно, обумовлена різним видом 
деформування (об’ємне чи поверхневе) [47,322,416], а також 
зміною умов навантаження, (амплітуда, частота і асиметрія 
циклу навантаження) [51,87,180,384,416].
Попереднє деформування (£^р =5%) знижує на 30-45% 
довговічність до зародження тріщини сталі Єї Е47 і 
алюмінієвого сплаву А1СиіУ^2 [439], але збільшує
довговічність нержавіючої і низьковуглецевої сталей після 
розтягу зразків на 6-9% [395]. Вказані результати стосуються 
малоциклової втоми, де довговічність визначали за
зародженням тріщини завдовжки приблизно 1 мм.
Для алюмінієвих сплавів (АК4, АК4-1, АК6, АК8, В93) 
встановлено, .що попередня пластична деформація стиску чи 
розтягу неоднозначно впливає на границю обмеженої 
витривалості і майже не впливає на нахил кривих втоми. 
Наприклад, пластична деформація 5% відчутно зменшує 
довговічність до зародження тріщини у зразках з 
концентратором зі сталі ЗІ Е47 (сгО)2=50О...53О МПа,
Оз=640...660 МПа) при незмінному розмаху номінальних 
напружень [438]. Для багатоциклової втоми внаслідок 
зміцнення кількість циклів до зародження тріщини в 
деформованих зразках з вказаної сталі істотно збільшується 
порівняно з вихідним матеріалом,
Попередня деформація розтягу (до 10%) зменшує 
ширину петлі гістерезису і збільшує циклічну міцність сталей 
при жорсткому малоцикловому навантаженні [96]. Причому 
старіння після попередньої деформації значно підсилює 
вказані ефекти.
Попереднє пластичне деформування в окремих 
випадках (наприклад, пластичне вигладжування отворів) 
супроводжується утворенням системи залишкових напру­
жень стиску. Це зумовлює збільшення циклічної міцності 
конструкційних елементів.
Була запропонована [444] проста модель для прогнозу­
вання довговічності конструкційних елементів при цик­
лічному навантаженні після холодної обробки, яка грун­
тується на розрахунку дійсного напруженого стану в області 
концентратора з урахуванням залишкових стискувальних 
напружень. Ефективне напруження у цій моделі визначається 
таким чином:
39
(5 3 )
де <7Г і сга?1 - відповідно рівень залишкових стискувальних 
напружень і напружень прикладених ззовні; Х 1 -  відстань до 
розглядуваної точки від дна концентратора; - розмір 
концентратора.
Рентгенівським методом [394] вивчена кінетика 
утворення залишкових деформацій у поверхневих шарах 
зразків зі сталі (0,3% С) при статичному розтягу з наступним 
циклічним навантажуванням. Виникнення залишкових на­
пружень пов'язане з нерівномірністю пластичних деформацій 
у поверхневих і серцевинних шарах зразків (поверхневі шари 
мають менший опір пластичним деформаціям). Величина 
залишкових напружень залежно від пластичних деформацій 
апроксимується степеневою функцією. Зі збільшенням 
кількості циклів навантаження залишкові напруження, що 
виникають внаслідок статичного розтягу, релаксують. Цій 
релаксації відповідає експоненціальна функція, де показник 
експоненти залежить від первинного рівня залишкових 
напружень [394].
Вплив попереднього циклічного пластичного дефор­
мування на характеристики механічних властивостей.
Циклічне навантаження різним чином впливає на механічні 
властивості матеріалу при статичному розтягу [48,90,97,141, 
199,212,213, 361,400].
В одній з ранніх праць [361], де досліджувалась зміна 
границі міцності і текучості відносного видовження і 
звуження на зразках з заліза (0,05% С) після відносно 
високого рівня циклічного розтягу-стиску, виявлене 
збільшення порогу текучості (до 50 %) і міцності (до 10 %) та 
зниження відносного видовження. Разом з цим відносне 
звуження було практично сталим. Характер впливу 
попереднього навантаження на механічні властивості істотно 
залежить від амплітуди напруження, Для прикладу, якщо 
при атах=0,6о,т межа міцності збільшується на 9%, то при 
<7таХ~ 0 ,8 аТ вона вже знижується до початкового рівня [400], 
тоді як поріг текучості збільшується.
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На рис. 7 узагальнені результати [41,97,199,212] впливу 
попереднього циклічного пластичного деформування на 
відносну пластичність деяких сплавів (ек, ек0 -  дійсна 
залишкова деформація після руйнування попередньо 
деформованого і первісного матеріалу).
Попереднє 
циклічне пошкод­
ження не впливає 
на пластичність сталі 
12Х2МФА (<70,2=512 
МПа, crB~697 МПа) 
в умовах кімнатної 
температури при 
різній асиметрії 
циклу навантажен­
ня {R. ^ - 1  і R> 0 ) і 
режимах наванта­
ження (<7a=const, 
єа= const) [97]. Не 
виявлено впливу 
циклічного наван­
таження на плас­
тичність сталей 
22 К і 08Х18Ш0Т 
[98]. Але попереднє 
циклічне наванта­
ження ( єй -  ±2 єт) 
при 293 К знижує 
пластичність сталі 
16Г2АФ З а  Н И З Ь К И Х  Рис. 7. Залежність відносного запасу пластич- 
(173 І 203 К) темпе- ності від попередньої циклічної пошкоджекості 
naTvn Г1991 Таким ПРК 293К, Сталь 12Х2МФА (1-3), 293 К [97J; 
р н і у р  11 oj7j. . л  стада, 16Г2АФ, 173К (4), 203К (5) [199]; сталь
чином, при збіль- 20і 293Кі ^  (в)і 213 (7) ш  м‘Па (8) !41].
шенні пошкодже- алюмініевий сплав 7 4 7 5  (9 ), 293К [90]; сталь
ності N /N v ВІД 0 ДО 1 СтЗ (10,11), 293К; «„=-1(1,6-3,10), «„>0 (2);
пластичність вка- «,=-1(3-5, 9-11) [212]
заної сталі при
173 К знижується більш ніж на 70%, а при 203 К приблизно 
на 50% [199]. За аналогічних режимів навантаження помічене 
зниження пластичності сталі Ст.Зсп на 50 % порівняно з 
первинним станом [199]. Помітне зниження пластичності і 
збільшення порогу текучості спостерігали для циклічно
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зміцнюваного алюмінієвого 'сплаву А1 7475 (5,7% Мп, 2,4% 
Mg, 1,4% Cu, 0,21% Cr, 0,05% Si, 0,08% Fe) після 
попереднього навантажування вище порогу текучості при 
жорсткому симетричному циклі [90]. При £в=1% після 300 
циклів навантаження відносне видовження зменшується на 
74% порівняно з непошкодженим матеріалом.
При дослідженні впливу попереднього циклічного на­
вантаження (ега= const) на зразках з концентраторами 
напружень виявлено, що в умовах м'якого навантаження 
міцність і довговічність конструкційних сталей збільшується, 
а в умовах, близьких до жорсткого навантаження, зменшу­
ється [90]. Цей же ефект отримано на гладких зразках зі 
сталі 10ХСНД, випробуваних при жорсткому і м'якому 
навантаженні в діапазоні температур 77...293 К [48].
Повторно-статичне навантаження при напруженнях, 
більших від порогу текучості, знижує відносне видовження (і 
відносне звуження), а також збільшує межу міцності і 
поріг текучості алюмінієвого сплаву АЛ-9 з 0,1 і 0,25%-ним 
вмістом комплексного модифікатора (титан-бор-цирконій).
В праці [41] досліджували вплив попереднього 
циклічного навантаження <та = ±Qs12crr ; <xfl = ±0,843<?т і 
ег0 -  ±0,766<тг на характеристики механічних властивостей 
сталі 20, Виявлено, що циклічне тренування (N= 10г...105 
циклів навантаження) не впливає на відносне звуження при 
руйнуванні і на erg. При цьому поріг текучості Щ2 до N=10s 
циклів не змінюється, при N>103 ц и к л і в  в і н  спочатку 
зменшується, а потім збільшується. Не помічено впливу 
циклічного напрацювання на залишкове видовження сталі 
Ст. З при статичному навантаженні (база випробувань Np~ 8 x
1 0 1 .. 4 х1 0 3 циклів) [20] майже до утворення магістральної 
тріщини як при постійній амплітуді навантаження, так і 
постійній амплітуді переміщення затискувачів.
Наклеп і штучне старіння спричинюють істотну 
зміну циклічної анізотропії в сталі 22 [213]. Якщо при е„р=0 
ширина петлі в півциклах розтягу більша, ніж при стиску, 
то при епр-  10% з подальшим старінням при 443 К 
спостерігається протилежне співвідношення ширини петлі в 
півциклах стиску і розтягу. При штучному старінні перехід 
від квазістатичного до втомного руйнування здійснюється за 
меншої кількості циклів навантаження.
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Попередня деформація залежно від її рівня різним 
чином впливає на закономірності непружного циклічного 
деформування. Після попереднього пластичного 
деформування розтягом (єпр= 1%) спостерігалося збільшення 
циклічного зміцнення низьковуглецевої сталі [474]. Однак 
після єпр— 5% і 10% вказана сталь стає циклічно 
знеміцнювальною. Примітним в цих дослідах є те, що 
виявлена незалежність середнього розміру дислокаційної 
структури в момент втомного руйнування від попередньої 
деформації.
У праці [328] теоретично досліджено циклічне 
зміцнення (знеміцнення) металу після попереднього 
деформування. Розраховані закономірності циклічного 
пластичного деформування задовільно узгоджуються з 
експериментальними даними для технічного алюмінію після 
попереднього кручення.
2.1. Методика дослідження циклічної міцності
Основні випробування проведені на електро­
гідравлічній випробувальній машині "Гідропульс 400 КН" 
(фірма "Шейк”, ФРН) з керуючою міні-ЕОМ типу G А 
16/240.
Визначення характеристик механічних властивостей 
при статичному навантаженні. Характеристики механічних 
властивостей конструкційних сплавів і зварних швів (умов­
ного порогу текучості, умовної межі пропорційності (Уо,02> межІ 
міцності, дійсного напруження при руйнуванні SK, модуля 
пружності Е, коефіцієнта Пуаеона v} відносного звуження 
при руйнуванні у/ і дійсної деформації при руйнуванні ек) 
визначали на циліндричних і корсетних зразках з діаметром 
робочої частини 8 і 10 мм (рис. 8) у діапазоні температур
77...Є78 К. Поздовжню і поперечну деформації при 
випробуваннях вимірювали тензометричними датчиками 
DSA 25/10, RD2 50/0,5 і DSR 10/1 (фірми "Шенк'', ФРН) з 
точністю не менше 2,5х10-4 мм/мм. База вимірювання 
поздовжної деформації становила 25 і 50 мм.
Схема охолодження циліндричного зразка в межах 
температур 77...293К зображена на 1 рис. 9, Охолодження 
зразка 1 до вказаних температур здійснювалось за допомогою 
подавання рідкого азоту в контактний охолоджувач 2, який є
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Рис, 8, Зразки для дослідження харак­
теристик механічних властивостей конс­
трукційних матеріалів при статичному і 
циклічному навантаженні: а, б - цилінд­
ричний, в - корсетний
виконаний з міді замк­
нутим контуром, що 
щільно прилягає до 
хвостовика зразка і об­
ладнаний штуцерами З 
для підведення і відве­
дення рідкого азоту. 
Таке розміщення охо­
лоджувачів дало змогу 
встановити на робочій 
частині зразка тензо­
метри 4,5 для вимірю­
вання поздовжних і 
поперечних деформацій 
та забезпечити -, можли­
вість візуального спо­
стереження за по­
верхнею зразка.
Температура зра­
зка контролювалася 
мідь - константановою 
термопарою 6, приваре­
ною до його робочої 
поверхні. Проведене пе­
ред випробуваннями 
температурне'-таруван­
ня зразка свідчить, 
що різниця температур 
в центрі робочої части­
ни і віддаленому від 
нього на відстань 5 мм 
перерізу становила 
стабільно 2.„З К. Ця 
величина врахована як 
поправка. Задання
температури здійсню­
валось за допомогою 
системи регулювання. 
Вона складалась з 
термопар 6 і 7, потен­
ціометра типу КСП-4, спеціального клапана 9 і нагрівальної 
спіралі 10 для створення тиску азоту в нагнітальній 
магістралі 11, посудин Дюара з рідким азотом 12. 
44
Допоміжний контроль за дійсним значенням температури 
зразка здійснювався за допомогою цифрового вольтметра 13 
типу В7-23. Регулювання температури випробувань з 
допомогою термопари 7 забезпечило точність підтримання 
заданої температури в межах ±1 К і зменшило інерційність 
системи порівняно з використанням термопари б як 
регулювальної.
Нагрівання зразка в межах температур 293...623 К 
здійснювалося в електричній печі, обладнаній стрічковими 
ніхромовими нагрівачами. За допомогою рами піч закріплю­
валася на колонах установки. Задання температури і її 
підтримування під час випробувань здійснювалося стандарт­
ним регулятором ВРТ-1 з хромель-алюмелевою термопарою, 
привареною до зразка. Додатково температуру контролювали 
цифровим вольтметром. Давач вимірювання поздовжньої 
деформації БЗА 25/10 з допомогою подовжувачів виносили 
за межі печі. Поперечну деформацію при високих 
температурах не вимірювали.
Процес статичного навантажування керувався міні- 
ЕОМ ОА 16/240, яка давала змогу одночасно записувати 
вимірювані величини на зовнішній запам'ятовуючий прист­
рій (магнітний диск). Після руйнування зразка здійснювали 
математичну обробку вихідних даних з використанням 
розробленої на мові Фортран програми БТАТРЬ. Вказана 
програма дала можливість обчислити залежність поточних 
напружень від деформації, справжніх напружень Я від 
деформації, а також параметри діаграми статичного 
руйнуваня (т0>ог;сг0 г; сгв; ; Е; у з подальшим виведенням у
цифровому і графічному вигляді.
Характеристики пластичності - відносне видовження 
8  І відносне звуження у/ після розриву - визначали відповідно 
до ГОСТ 1497-84.
Випробування на втому, а також закономірності 
непружного деформування конструкційних матеріалів і їх 
зварних швів досліджували при малоцикловому навантажен­
ні циліндричних і корсетних зразків (рис.8). Випробування 
здійснювали в жорсткому ( К5 = £тіп /  ) і м'якому
( -  є тт /  Є-тах) режимах навантаження за симетричного 
циклу К^іїо- =-1. Тут єтіп, єтах - відповідно найменша і 
найбільша пружнопластичні деформації циклу; сгтіп, стах -  
відповідно найменше і найбільше напруження циклу. Частота
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навантаження, за якої не мало бути саморозігрівання зразка, 
була в межах 0,1...0,5 Гц. ............
Період між двома послідовними записами на зовнішній 
запам’ятовуючий пристрій змінювався у широких межах. 
Один запис включав в себе два цикли навантаження, при 
цьому кількість вимірів була в межах 200...400, Для 
візуального контролю петлі гістерезісу в осях координат "зу- 
силля-поздовжня деформація", "зусилля-попе речне звужен­
ня" записували на двокоординатний самописець 7004В фірми 
"Паккард".
Необхідно зазначити, що за жорсткого навантаження 
спостерігалося руйнування тільки втомного типу і всі 
представлені нижче результати відповідають довговічності 
до моменту утворення тріщини. Момент утворення тріщини 
N7  фіксувався не лише візуально на поверхні зразка, але і на 
діаграмах "максимальне зусилля - кількість циклів 
навантаження” - для жорсткого навантаження і "максимальна 
деформація - кількість циклів навантаження" - для м'якого 
навантаження. В першому випадку поява втомної тріщини 
завглибшки 0,5...1,2 мм характеризувалася швидшим 
зменшенням максимального зусилля, а в другому - швидшим 
збільшенням максимальної деформації (рис. 10).
IVTjV
N
а...
^ ----------------
__________ й_____
N7 N
Рис. 10. Визначення кількості циклів 
навантаження за моментом утво­
рення тріщини: а - Єа =сопзі;
6  -  <Х,=СОП5І
Масиви отриманих чис­
лових даних після завершен­
ня випробувань обробляли за 
допомогою програми CYCLE, 
записаній на алгоритмічній 
мові Фортран.
Вказана програма дає 
змогу поциклово визначити 
ширину петлі гістерезису, 
максимальну і мінімальну 
пружнопластичні, пружну і 
пластичну деформації, мо­
дуль пружності, поріг те­
кучості, максимальне і міні­
мальне напруження циклу, 
накопичену деформацію і 
площу петлі гістерезису.
Попереднє одноразове і циклічне пластичне дефор­
мування. Попередньому одноразовому і циклічному наванта-
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женням піддавали циліндричні зразки діаметром робочої 
частини 10мм (рис.11,а). При статичному навантаженні зразки 
деформували розтягом до рівня пластичної деформації єпр 
меншого ( )  і більшого (г£р) максимальної рівномірної
деформації єВі яка відповідає умовній межі міцності.
Пластичну де­
формацію визначали 
виразом
1
(54)епр —
¥пр
де у/пр -  відносне за­
лишкове звуження 
поперечного перерізу 
після попереднього
пластичного деформу­
вання. Крім цього, об­
числювали зведену
Рис. 11 Схема попереднього пластичного д е ф о р м а ц ію  
деформування зразків: а - одноразове; _  _  > т
б - циклічне (К;=—1) ЄуіР ~ пр' к' У1- к
поздовжна пластична 
деформація після руйнування. Поріг текучості і границю 
міцності попередньо деформованого зразка визначали за 
формулами
&о,г — о^,2 ї  Р  \ & п  ~~ і  ^ »
де Р  - площа перерізу (або нетто-перерізу) зразка після 
попереднього деформування; Рв> Р0 2 -  відповідно максимальне 
зусилля і зусилля при поздовжній пластичній деформації 
0,2 %  Дійсний опір розриву £ к і поздовжню логарифмічну 
деформацію ек при руйнуванні визначали виразами
з к = Р к / Ь ‘> (55)
Є]г = 1п — -— . 
* 1 - Ук
(55)
де у/к = 1 -Р/Рк -  відносне звуження площі поперечного 
перерізу; -  площа поперечного перерізу зразка після 
руйнування.
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Найбільше головне напруження у шийці циліндричного 
зразка а™0* під час руйнування [42]
= £ к (1 + ак / 2 Н) (56)
де аК = сік / 2  -  радіус шийки поперечного перерізу зразка 
після руйнування; К - радіус кривини шийки (в площині 
поздовжньої осі) зразка після руйнування.
Вплив попереднього циклічного навантаження (Лг=-3) 
на характеристики механічних властивостей досліджували з 
контрольованою амплітудою пружнопластичної деформації єа. 
Частоту навантаження 0,1...0,5 Гц визначала умова відсутності 
саморозігрівання зразка.
Попереднє циклічне навантаження здійснювали при 
рівнях амплітуди пружнопластичної деформації £^=0,3 %; 0,45 
% та 0,7 % з відносним напрацюванням 77 = ЛГ/Л^ Г= 0,3; 0,6; 
0,85.
а=юі
'Ш 7—
Зо
Ь 5І і 1— 1
механічних властивостей при одновісному 
розтягуванні та схема вирізування шліфів 
(заштрихована область): а - циліндричний зразок; 
б - плоский зразок
Заготовки шліфів для вивчення мікроструктури та 
кінетики шпар при одноразовому попередньому дефор­
муванню вирізали з циліндричних і плоских зразків 
(рис.12,а,б).
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Кінетику росту мікротріщин при циклічному наванта­
женні досліджували на полірованій поверхні плоских 
зразків (рис. 12, б).
Мікроструктуру вивчали на оптичному мікроскопі 
"Neophot" при збільшенні ЮО.ЛОООх.
Блок-схема програми автоматизації обробки резуль­
татів дослідження міцності. Програма дає змогу визначити 
такі характеристики механічних властивостей матеріалів: 
модуль пружності, умовну межу пропорційності Oq(02, <Т0і05, з 
допуском на пластичну деформацію відповідно 0,02%, 0,05% 
і умовний поріг текучості сг02, межу міцності, максимальне 
рівномірне видовження (деформацію); дійсний опір розриву, 
дійсну деформацію при руйнуванні єк, а також показник 
деформаційного зміцнення п.
Діаграма руйнування в умовних або дійсних коорди­
натах виводиться на цифровий графопобудовувач.
Програма STATFL працює з вихідними даними, 
записаними на диск, після закінчення експерименту на 
статичний розтяг (стиск). Вхідні дані для програми:
МАТ, ІТЕМР, NOM - марка матеріалу, температура, 
номер зразка;
DO (SHIR, TOLSCH) - діаметр (ширина, товщина) 
зразка, м;
FP, FE, FE2 - калібрувальний коефіцієнт зусилля 
(кН/В), поздовжної (% /В) і поперечної (%/В) деформації;
BAZA, DOP - база вимірювання, м; допуск при 
визначені модуля пружності;
R(NR) - масив вихідних даних зусилля-поздовжнє 
видовження, поперечне звуження;
NR -  розмір масиву даних.
Блок - схему програми Ілюструє рис. 13.
На початковому етапі визначається площа поперечного 
перерізу зразка з циліндричною або плоскою робочою час­
тиною. Потім відповідно до схеми (рис. 14) обчислюють модуль 
пружності Е, Для цього весь масив точок Рь 5/ (зусилля, 
видовження) лінійно апроксимується за методом найменших 
квадратів і обчислюються коефіцієнти рівняння регресії А 1 і 
В1. Якщо, хоча б для однієі точки величина Х 1-Х  менше 
наперед заданого допуску DOP, то весь масив розділяється на 
дві частини.
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Б Е Ь Т А = Х -Х 1
ХК=Ы Н1/
Рис, 13, Блок-схема програми БТАТРЬ
Частина масиву, 
яка описує ліву 
частину , діаграми 
розтягу, апро- 
ксимуеться за 
методом наймен­
ших квадратів і 
знову порівню­
ється різниця X I- 
X  з допуском 
БОР для точок 
вказаного масиву. 
Цей процес повто­
рюється доти, до­
ки для всіх точок 
масиву не вико­
нається умова 
Х1-Х<ООР. Потім 
за коефіцієнтом 
регресії В1 об­
числюється мо­
дуль пружності Е 
(рис. 14). Далі 
визначають умов­
ний поріг теку­
чості І межу 
пропорційності з 
різним допуском 
на деформацію, а 
також інші харак­
теристики міцності 
і пластичності ма­
теріалу, обчислю­
ють діаграми
сг-Е, 3 -є  і З-щ  
приклад- виводу 
яких представ­
лений на рис. 15.
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Рис. 14. Схема методу ітерації для визна­
чення модуля пружності Е 
5,МПа
сг, МПа
Рис. 15 Приклад виведення діаграм 5-е (а) і 
и ~£ (б)
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Блок-ехема програші обчислень характеристик цикліч­
ного пластичного деформування. Програма створена для аналізу 
петель гістерезису в умовах малоциклового деформування при 
жорсткому (£a=const) або м'якому (<70=const) навантаженнях за 
довільної асимметрії циклу. У наперед заданих циклах 
визначаються умовна межа пропорційності і поріг текучості, 
модуль пружності, максимальна і мінімальна пружнопластичні й 
пластичні деформації, ширина петлі гістерезісу, площа петлі 
гістерезису (питома енергія непружної деформації за цикл) AW, 
накопичена пластична деформація і сумарна енергія непружної 
деформації W.
Програма CYCLE працює з даними, записаними на диск 
після закінчення експерименту. Програмне забезпечення дає 
змогу здійснювати неперервний або через визначену кількість 
циклів навантаження запис петель гістерезису.
Вхідні дані для програми:
МАТ, ІТЕМР, NOM - марка матеріалу, температура, номер 
зразка;
DO, SHIR, TOLSCH - діаметр (ширина, товщина) зразка, м;
FR, ТІ, AN - параметри циклічного навантаження: частота, 
режим (Ea=const, aa“Const), асиметрія циклу;
FP, FE - калібрувальний коефіцієнт зусилля (кН/В) і 
деформації %/В.
Опис змінних і масивів:
R (NR) - масив вихідних даних зусилля - поздовжня або 
поперечна деформації,
NR -  розмір масиву даних;
NZ - кількість записів.
РВ1, DB1 - масиви зусилля і повздовжнє видовження 
(поперечне звуження) на ділянці зростання навантаження (в 
непарному півциклі);
PN1, DNX - масиви зусилля і повздовжнє видовження 
(поперечне звуження) на ділянці розвантаження (в парному 
півциклі);
N1, МІ - кількість точок вимірів відповідно в непарному і 
парному півциклах;
INC - номер пївциклу;
Блок-схема програми CYCLE зображена на рис.16. Дані 
експерименту зчитуються з диску в оперативну пам’ять машини 
окремими блоками (масивами), стосовно двох - десяти петель 
гістерезису. Кожний наступний блок зчитується тільки після 
того, як буде опрацьований попередній.
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Рис. 16. Блок-схема програми CYCLE
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Потім формуються масиви РВ1, DB1 і PNI, DN1 
відповідно для парного і непарного півциклів навантаження, 
розраховуються масиви напружень і деформацій, які виводя­
ться на графоігабудовувач у вигляді окремих петель
гістерезису.
Модуль пружності для парного і непарного півциклів 
визначається ітераційним методом, як у програмі STATPL 
(див. рис.14). Потім для парного і непарного півциклів 
розраховується умовний поріг текучості, максимальне і 
мінімальне значення пластичної і пружнопл а стичної дефор­
мацій, максимальне і мінімальне напруження циклу, ширина 
і площа петлі гістерезису, накопичена пластична деформа­
ція.
2.2. Механічні властивості досліджуваних матеріалів
Цей підрозділ містить характеристики механічних 
властивостей досліджуваних конструкційних матеріалів і їх 
зварних швів. Це корпусні теплотривкі сталі 15Х2МФА(І), 
15Х2МФА(И), 15Х2МФА(ІІІ), 15Х2МФАА, 15Х2НМФА, 
15Х2НМФАА і зварні шви, виконані дротом Св-ІОХМФТ(І), 
Св-ЮХМФТ(ІІ); метал наплавки 10Х16Н25АМ6; основний 
метал, метал зони термічного впливу і метал зварного шва 
титанового сплаву типу ВТ6С; сталь 20Л і алюмінієвий 
сплав АМгб. Характеристики механічних властивостей 
досліджуваних матеріалів подані в табл. 1. Сталь 15Х2МФА, 
15Х2МФАА, 15Х2НМФАА, а також зварні шви 10ХМФТ і 
метал наплавки 15ХЗНМФАА застосовують під час 
виготовлення корпусів атомних реакторів типу ВВЕР-440 і 
ВВЕР-1000. Зварний шов 10ХМФТ виконували під шаром 
флюсу АН-42. Сталь 20Л застосовується при виготовленні 
виливаних деталей вагонів. Алюмінієвий сплав АМгб широко 
використовує авіабудування.
Сталь 15Х2МФА(І) і її зварний шов, виконаний дротом 
марки Св-ІОХМФТ(І), відповідають стану матеріалу корпуса 
реактора на початку експлуатації. За допомогою термічної 
обробки змодельовані механічні властивості, а також 
температура крихкості, аналогічні властивостям радіаційно 
опроміненої сталі і її зварного з'єднання в області активної 
зони в кінці терміну експлуатації - сталь 15Х2МФА(ІІІ) і Св- 
ЮХМФТ(ІІ) [16]. Розрахункова доза опромінення нейтронами 
до кінця терміну експлуатації (приблизно 40 років) корпуса 
реактора ВВЕР-440 в області активної зони становить 
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Р~2,42х 1020 нейтр/см2 з енергією понад 0,5 МеВ при 
температурі опромінення 543 К. При цьому зсув 
температури крихкості для сталі і зварного шва становить 
відповідно Тк0~ 120 К і 160 К.
Сталь 15Х2МФА(ІІ) відповідає стану матеріалу до 
середини терміну експлуатації. У цьому випадку, інтеграль­
ний флюенс становить 1,21х1020 нейтр/см2, з енергією понад 
0,5 МеВ.
На рис, 17 
зображено темпе­
ратурні залеж­
ності характе­
ристик міцності і 
пластичності ав,
Од 2- 8 , У сталі 
15Х2МФАЦ) і 
15Х2МФАЦІІ) за 
короткочасного 
розтягу цилін­
дричних зразків 
з діаметром ро­
бочої частини 8 
мм. З підви­
щенням темпера­
тури випробувань 
від 77 до 623 К 
значення <7д і 00 2 
зменшуються, а 
характеристики 
пластичності 8  і 
^спочатку збіль­
шуються, а потім 
залишаються
незмінними (для сталі 15Х2МФА(ІІЇ)) або зменшуються (для 
сталі 15Х2МФА(І)). Зниження температури відпуску з 943 до 
893 К істотно (в 1,4...1,7 раза) підвищує умовний поріг 
текучості і межу міцності сталі 15Х2МФА. Підвищення 
температури випробувань від 77 до 293К призводить до 
збільшення сгв/ о 0 2 сталі 15Х2МФА(Ї).
Рис. 17. Температурні залежності характеристик 
механічних властивостей сталей: темні значки - 
сталь 15Х2МФА(І), ясні значки -  сталь 
15Х2МФА(ІІІ); 1 - <та; 2 - 3 -  у, 4 -  <5
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Таблиця 1
Характеристики механічних властивостей матеріалів
Матеріал, Термообробка т, ОІ1.2 б ¥
склад, % К МПа ъ
Сталь 15Х2МФА Гартування з 1273К 77 1040 1120 18,6 31,1
(І): 0,18С; 0,62Мо; 13 год в олії, відпуск 183 696 805 24,1 72,1
0,27Si; 0,29V; При 96 ЗК 24 год на 213 674 780 23,0 72,8
0,48Mn; 2,58Cr; повітрі, дод, відпуск 84 243 647 750 20,4 74,2
0,019S; G,16Ni; год на повітрі при 293 584 700 21,0 74,6
0.013P; 0,011Ti 923...943К 623 545 510 14,7 70,3
Сталь 15Х2МФА 
(II): хім. склад той 
самий
Гартування з 1273К 6 
год в олії, відпуск
293 900 1000 15,8
Сталь 15Х2МФА Гартування з1273К 4 77 1440 1590 3,1 2,9
(III): хім, склад той год в олії, відпуск 6 183 1160 1250 14,2 54,0
самий год (одноразовий) при 293 1100 1160 16,6 67,2
893К 373
473
1040
956
1110
1020
15,7
15,6
65,8
67,4
623 880 970 15,2 65,2
Сталь 15Х2НМФА: Гартування з 1193К 183 750 840 25,0 67,0
0Д6С; 0,64Мо; 
0,04 Cu; 1,78Сг; 
0,006S; l,65Ni; 
0.DD8P
10 гад у воді, відпуск 
10 год на повітрі при 
948К
293 650 730 23,0 71,0
Сталь 15Х2МФАА: Гартування з і 273 К 123 923 926 18,2 54,8
0.15С; 0,64Мо; 10,5 год в олії, від- 183 689 761 22,4 60,4
0,29Si; 0,25V; пуск 19 год на повітрі 243 616 718 21,9 75,1
0,45Mn; 0,05Cu; 
2,65Cr; 0,01 IS; 
0,07Ni; 0.012P
при 9бЗ„. 973К, дод. 
відпуск 50 год на 
повітрі при 933™ 943К
293 554 650 19,9 77,4
Сталь
15ХНМФАА: 
0,16C; 0,40; 0,23; 
0,012; 0.005P; 2,25; 
0,99; 0,52Mo; 0,11; 
0,002Co; 0.003A
Гартування з 1273К у 
воді, відпуск 10 год на 
повітрі 
при 953К
293 545 475 13,0 53,2
Зварний шов 
Св-ЮХМФТ(І): 
0,04C; 1,17Мп; 
0,39P; 0,51 Mo; 
0,43Si; l,30Cr; 
0,10№; 0,20V; 
0,014S
Відпуск 45 год на 
повітрі при 92 ЗК
293 560 624 21,3 66,3
Зварний шов CB- 
ЮХМФТ(ІІ): хім. 
склад той самий
293 560 700 20,0
Сплав АМгб В стані поставлення 293 200 395 28,2 46,0
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З підвищенням температури до 623 К значення сгв/сг0і2 
зменшується і дорівнює сгв/сг0 2 при 150К. При 293К <тв/ а 0і2 
досягає верхньої межі для циклічно знеміцнюваних 
матеріалів [166]. Сталь 15Х2МФАА порівняно зі сталлю
15Х2МФА(І)
и9, сто,г> ой,і» о&,02» мпа^ /м має більш
низький се­
редній вміст 
вуглецю (на 
16%), сірки (на 
42%), а також 
таких елемен­
тів, як нікель 
(на 65%), ва­
надій (на
17%). Крім 
того, сталь 
15Х2МФАА 
має нормова­
ний вміст міді 
(0,05%) і в ній 
відсутні до­
мішки титану 
(табл. 1). Зни­
жений вміст 
домішок у ста­
лі 15Х2МФАА 
забезпечує най­
нижчий коефі­
цієнт радіа­
ційного окри- 
хчення [16,135, 
176] порівняно 
зі сталлю 
15Х2МФА(І).
Порів­
нюючи графіки (рис. 18), бачимо, що сталь 15Х2МФАА має 
нижчі межу міцності і текучості (при температурі вищій 
183 К), але характеристики пластичності { 8  і у/) вказаних 
сталей близькі і змінюються в досліджуваному діапазоні 
температур неоднозначно.
Рис. 18, Температурні залежності характеристик 
механічних властивостей сталі 15Х2МФА (штрихові 
лінії) і 15Х2МФАА (суцільні лінії): 1 -  Е ; 2 - сгй;
З -  4 -  о-й/; 5 -  <Тс,/> 6 -  ЩоА 7 -  5 К; 8 - 8, 9 -  у/
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2.3, Критерії втомного руйнувапня і закономірності 
непружного циклічного деформування
Циклічну міцність і закономірності непружного 
деформування сталей 15Х2МФА(І) та 15Х2МФА(ІІІ) до­
сліджували при температурі 293 К в умовах контрольованої 
амплітуди пружнопластичної деформації й ^=-1 па зразках з 
циліндричною робочою частиною діаметром 10 мм. Методика 
випробувань описана в п. 1 даного розділу.
Для оцінювання циклічної міцності використовували 
деформаційні та енергетичні критерії руйнування. Відомо, що 
амплітуда пружнопластичної деформації пов'язана з кіль­
кістю циклів до руйнування залежністю [97,142]
е . = б „ + є вр= С ^ ' -  + С рЛ ’\  (57)
де єа) єаг, єар - відповідно амплітуда загальної, пружної і 
пластичної деформації; Се, Ср, тге, пр -  характеристики 
матеріалу, значення яких для досліджуваних матеріалів 
містить табл. 2.
Т а б л и ц я  2
Параметри рівнянь (57) та (60)
Матеріал Рівняння (57) Рівняння (60)
Се «в с „р пр К'
15Х2МФА(І}
15Х2МФА(ІІІ)
0,367
0,798
-0,081
- 0,10
3,66
70,9
-0,352
-0,957
768,6
1145
0,097
0,046
Для металів, незалежно від кількості циклів 
навантаженя, руйнування відбувається, коли енергія непруж­
ного гістерезису досягає критичного значення [188]
АУ/Т
Ґ
= сопві, (58)
де /№г -  питома енергія непружної деформації за цикл при 
напруженні на межі втоми; - питома енергія непружної 
деформації в г-тому циклі. Параметр Р  в цьому випадку 
визначає інтенсивність росту безпечної частини розсіюваної 
енергії зі збільшенням Nт,
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е<р 5*. £0р> мм/мм
цикл
В межах
ЛЛг= 102...2-104 циклів 
криві циклічної міцності 
сталей 15Х2МФА(І) і 
15Х2МФА(ПІ) в термі­
нах амплітуди пруж- 
нопластичної деформації 
практично збігаються 
(рис.19).
Для досліджува­
них сталей спостеріга­
ється різний характер 
зміни сумарної ,питомої 
енергії непружної де­
формації з кількістю 
циклів до руйнування 
(рис. 20). При, збільшенні 
Рис. 19. Криві циклічної міцності сталі КІЛЬКОСТІ циклів питома 
15Х2МФА(І) (штрихові лінії) та енергія непружної
15Х2МФА(ІІІ) (суцільні лінії) при 293 К і деформації для сталі 
К,=-1 15Х2МФА(І) і збіль­
шується і майже 
залишається незмінною 
для сталі 15Х2МФА(ІІІ), Крім того, сталь 15Х2МФА(І) має 
більшу здатність до розсіювання енергії при циклічному 
навантаженні порівняно з 15Х2МФА(ІІІ).
Результати дослідження закономірностей непружного 
деформування (рие,21) свідчать, що сталь 15Х2МФА як в 
пластичному, так і в окрихченому стані є циклічно 
знеміцнюваною. Якщо знехтувати нестабільною зміною 
ширини петлі гістерезису на початковому етапі 
деформування #  < 0,1...0,2, то надалі зі збільшенням кількості 
циклів навантаження спостерігається переважне збільшення 
Однак, якщо за жорсткого пружнопластичного 
деформування знеміцнення сталі 15Х2МФА(І) відбувається у 
всьому діапазоні амплітуди деформації (ггв=0,3...0,7%), то сталь 
15Х2МФА(ІІІ) є циклічно знеміцнюваною тільки при £а>0,5%. 
Нижче цього значення {єа < 0,5%) зі збільшенням кількості 
циклів навантаження ширина петлі гістерезису практично 
незмінна. Відомо, що інтенсивність процесу знеміцненя можна 
оцінити залежністю [97]
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Рис. 20. Залежність Д1У, V? ЇУ/у від кількості циклів до 
зародження тріщини в сталі при 293 К, К є= -1 , 
а -  сталь 15Х2МФА(І); б -  сталь 15Х2МФА(ІІІ)
= Г(к) = ет ~и, (59)
де 8  і), Зк> -  ширина петлі гістерезису відповідно у і-му і к-му 
півциклах навантаження; /?/ - параметр, який характеризує 
інтенсивність знеміцнення. При однаковій амплітуді пруж- 
нопластичної деформації параметр /7 більший для сталі 
15Х2МФА(І), Тобто зі збільшенням порогу текучості 
інтенсивність знеміцненя падає.
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На рис. 22 зображені діаграми статичного і циклічного 
деформувань досліджуваних сталей. За циклічного
навантаження експериментальні дані добре апроксимує 
рівняння Рамберга-Осуда
де А<т - розмах напружень при ЛГ- N/N4, =0,5; К - від­
повідно коефіцієнт і показник зміцнення діаграми деформу­
вання (табл.2).
Рис. 21. Залежність ширини петлі гістерезису від кількості 
циклів навантаження сталей при 293 К, Штрихові
лінії -  сталь 15Х2МФА(І); суцільні лінії -  сталь 
15Х2МФА(ІІІ)
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Рис. 22 Діаграми статичного (1, 3) і циклічного 
(2, 4) деформувань сталі 15Х2МФА(І) (3, 4) і 
15Х2МФА(ИІ) (1, 2) при 293 К
ВІДОМО, ЩО
попереднє циклічне 
навантаження впли­
ває на мікрострук­
туру і на механічні 
властивості мате­
ріалу.
Для сталей 
15Х2МФА(І) і
15Х2МФА(ІІІ) цик­
лічне навантаження 
знижує поріг теку­
чості і межу про­
порційності при 
293 К (рис. 23). Але 
вже при напрацю- 
ванні ЛГ>0,3 для 
сталі 15Х2МФА(Ї) і 
N >  0,1 для сталі 
15Х2МФА(ІІІ) зна­
чення а0>02 і сг0)2 
практично стабілі­
зуються до моменту 
появи макротрі- 
щини.
Попереднє
циклічне напрацювання при 293К зменшує поріг текучості і 
межу пропорційності сталі 15Х2МФА(І) в умовах низької 
температури (123 К) (рис. 24). Збільшення амплітуди 
деформації знижує &о,05і і 00,2 • Збільшення
амплітуди пружнопластичної деформації практично не 
впливає на межу міцності, але збільшує дійсний опір відриву
і зменшує характеристики пластичності 6  і у  сталі 
15Х2МФА(І) при 123 К порівняно з аналогічними характерис­
тиками для вихідного матеріалу.
Вплив циклічного напрацювання на характеристики 
механічних властивостей сталі 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) 
за кімнатної температури менш істотний порівняно з 
низькими температурами (рис. 25).
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сто,о2,с,о,02Досить важли­вою для опису про­
цесів втомного
руйнування є
кількісна інформація 
про накопичення 
втомних пошкоджень 
при ЦИКЛІЧНИХ
навантаженнях. У 
процесі втоми зага­
лом виділяють такі 
основні періоди:
інкубаційний, пов'я­
заний з накопичен­
ням спотворень крис­
талічної гратки; роз­
рихлення, пов'язаний 
з порушенням моно­
літності металу, тобто 
зародження і розви­
ток мікротріщин; ут­
ворення макротріщин 
і розвиток їх до 
критичного розміру.
Зародження І рис. 23. Залежність порогу текучості сг0іг 
розвиток втомних (темні точки) і межі пропорційності Ор.ої (світлі
МІКРОТРІЩИН ДОСЛІД- точки) сталі 15Х2МФА(І) - а; сталі 
ЩІП д_ 15Х2МФАЦії) - б
жували на поверхні 1
плоских зразків з
сталі 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) (див. рис. 12, б). Для цього 
поверхню гладкого зразка ретельно полірували. Під час 
випробувань після иапрацювання різної тривалості зразки 
знімали з випробувальної машини і фотографували їх гладку 
поверхню зі збільшенням 250х на мікроскопі "Хеор]іо1>2". 
Одержані фотографії аналізували, вимірюючи розміри та 
кількість мікротріщин. Після цього обчислювали середню 
довжину мікротріщин
І = т Ь п  (6!)
к  (-1
їх густину
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9 = 'е /ігп, (62)
а також серед­
ню відстань 
між мікротрі- 
щинами
г - 1 / Л л в  3)
де к - кількість 
мікротріщин;
Рп -  досліджу­
вана площа по­
верхні зразка. 
Аналіз
поверхні зраз­
ка свідчить, що 
під час мало- 
циклового на­
вантаження 
(ЛГТ<105 цикл) 
мікротріщини 
виникають 
внаслідок цик­
лічного ковзан­
ня у найбільш 
сприятливо орієнтованих стосовно напрямку максимальних 
дотичних напружень зернах. На початку навантажування у 
більшості випадків мікротріщини на поверхні зразка були 
орієнтовані приблизно під кутом 45° до повздовжньої осі 
зразка. З подальшим циклічним навантаженням в процесі 
росту мікротріщин спостерігалось їх відхилення від 
початкової орієнтації, пов’язане з виходом мікротріщини на 
границю зерна.
Зі збільшенням циклічного напрацювання в сталях 
15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) відбувається збільшення 
середньої довжини і густини мікротріщини, а також 
зменшення середньої відстані між ними {рис. 26). Збільшення 
амплітуди пружнопластичної деформації спричинило появу 
мікротріщин на більш ранніх стадіях навантаження, і при 
одинаковому відносному напрацюванні їх середня довжина 
була більшою за більших амплітуд деформації.
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Рис. 24 Залежність <?0і02 {!), сг0і05 (2), <т0,і (3), сг0і2 
(4), <гв (5), ех (6), %  (7), £ к (8) сталі 15Х2МФА(І) 
при 123 К від амплітуди пружнопластичної 
деформації при 293 К, N  =0,3
Як загальну зако­
номірність треба 
відзначити, що 
для обох дослід­
жуваних сталей 
при всіх амплі­
тудах пружно- 
пластичної дефор­
мації середня дов­
жина мікротріщин 
до моменту попе­
реднього утворен­
ню макротріщин 
(Л^<0,85) не пере­
більшувала серед­
нього розміру зер­
на, який для ста­
лей 15Х2МФА (І) і 
15Х2МФА(ІІІ) від­
повідно дорівнює 
200 і 150 мкм, З 
ростом питомої 
енергії непружної 
деформації середня довжина і густина мікротріщин в сталі 
15Х2МФА (І) збільшуються пропорційно (рис. 27). При цьому 
вказані залежності в діапазоні ав=0,3.„0,45% інваріантні 
відносно амплітуди пружнопластичної деформації.
Досліджували вплив однократної пружнопластичної 
деформації розтягом на характеристики механічних 
властивостей (сгаі $ у) сталі 15Х2МФА(І) і
15Х2МФА{ІІІ). Випробування здійснювали на циліндричних 
зразках діаметром робочої частини 10 мм (див. рис. 8,а). 
Температура попереднього навантаження була 293 К, 
температура руйнування - 293 К для сталі 15Х2МФА(ІІІ) і 
293 та 123 К - для сталі 15Х2МФА(І).
На рис. 28 показана мікроструктура сталі 15Х2МФА(І) і 
15Х2МФА(ІІІ) у початковому стані і після попереднього 
деформування при 293 К. У початковому стані в обох сталях 
(рис. 28) добре помітні границі зерен і пакети перліту.
0 0.2 0,4 0,6 0,0
Рис. 25. Залежність (1), (2), Е (3) і ек (4): а -
у сталі 15Х2МФА{І); б - 15Х2МФА(ІІІ) відносно 
довговічності при ' 293 К Л*=-1
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Рис. 26. Залежність середньої довжини мікротріщин І , середньої відстані між 
ними Т {а) та густини мікротріщин q (б) в сталі 15Х2МФА(Ї) (світлі 
точки) і 15Х2МФА(ІІІ) (темні точки) при 293К відносно довговічності, ЯЕ=-1
д, міг2 ! ,.мкм
Рис, 27. Залежність густини мікротріщин (а ) і середньої довжини 
мікротріщин (6 }  у  сталі 15Х2МФА(І) при 293 К від питомої енергії 
непружної деформації ^=0,3 %  (1); 0,45 %  (2); 0,7% (3)
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Рис, 28, Мікроструктура сталей: а-б - 15Х2МФА(І); в-г -  15Х2МФА(ІИ); а, 
в - первісна; б - після деформування Є„р =0,59 (б); г -  після деформування
Ємр =0,98 {г), х 100), Стрілками вказаний напрям попереднього
навантажування
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Неметалічні включення розміщені як на границі, так і 
всередені зерен. Зі збільшенням деформації зерна 
витягуються в. напрямку дії сили і при деформації, близькій 
до руйнівної; транйці;,зерен вже важко розрізнити.
Збільшення'Попереднього деформування від 0 до 
5,07 (4,61%) приводить 'ДО збільшення СГ0 02> Оц.Оо» °0,1 І СТо,2 
сталей . 15Х2МФА(І)/і/! І5Х2МФА(ЙІ), а також:..до зниження 
показника деформаційного зміцнення (по.г) при 293 К (рис. 29).
.Спостерігається практично лінійне зниження:-;ек обох 
сталей, хоч .сумарна пластична деформація при руйнуванні 
(на стадії ^Попереднього навантаження і наступного 
руйнування) залишається' практично постійною. Аналогічним 
чином попереднє деформування впливає на характеристики 
механічних властивостей сталі 15Х2МФА(І) при 123 К 
(рис. 29, в).
Було проведено дослідження впливу попереднього 
навантаження на опір відриву і максимальне головне 
напруження (в центрі шийки зразка), яке підраховане по 
формулі (56). Відношення між 5К і залежно від
деформації при руйнуванні ек зображено на рис. ЗО. 
Збільшення деформації ек від 0,7 до 1,3 не впливає на 
істинний опір, але збільшує максимальне напруження при 
руйнуванні гладких зразків - із сталі 1зХ2МФА(І) і 
15Х2МФА(ІІІ) при 293 К.
Вказаний характер зміни • від ^.обумовлений тим, 
що зі збільшенням міри- попередньої деформацій (зменшенням 
ек) зменшується радіус кривини шийки зразка. К.при руйну­
ванні за незмінної максимальної відстані а/Ц е у відповідності 
з формулою (56) приводить до збільшення <7™г . Радіус 
кривини шийки обчислювали за результатами вимірювання 
діаметра зразка з кроком 0,2 мм уздовж осі аразка після його 
руйнування.: При цьому до відома брали лише точки, 
розташовані на відстані не більшій 1 мм від площини 
мінімального поперечного перерізу зразка. Рис, 31 містить 
фотографії,, які ілюструють зародження і ріст шпар біля 
включень в сталі 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ). Зміна розміру 
шпар залежно від пластичної деформації для обох сталей 
зображена на рис. 32 і 33.
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Рис. 29. Залежність характеристик механічних властивостей 
сталей: а - 15Х2МФА(І) при 293К; б - 15Х2МФА(ІІІ) при 
293 К; в -  сталі 15Х2МФА(І) при 123 К від попередньої 
пластичної деформації
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Збільшення 
пластичної дефор­
мації до е =0,125 в 
сталі 15Х2МФА(І) 
приводить до збіль­
шення розмірів 
шпар в осьовому 
напрямку (вздовж 
ліній дії сили) і 
через те вони 
набувають еліпсо­
їдної форми (рис. 
31, б). Надалі при 
ё>0,35 шпари в 
сталі 15Х2МФА(І) 
починають рости 
переважно в попе­
речному напрямку. 
Збільшення розмі­
рів шпар приводить 
до утворення ліній 
ковзання між най­
ближчими шпарами 
і безпосередньо пе-
сталі 15Х2МФА(І) (1,3) і 15Х2МФА(ІІІ) (2,4) 
при 293 К від дійсної деформації 
руйнування
0,6 0,8 1,0 1,2 е*
Рис. ЗО. Залежність дійсного опору руйнуванню РЄ|^  руйнуванням
і максимального головного напруження О ?**  5*®'® відбувається
їх коалесценція.
Свідченням інтен­
сивного зсуву між 
сусідніми шпарами 
є добре помітна на фотографії (рис. 31, в) вузька смужка, що 
з’єднує шпари. При цьому розміри шпар в осьовому і 
поперечному напрямках стають близькими (рис. 32 і 33). Слід 
зазначити також, що не всі включення є джерелами 
зародження і розвитку шпар,
У сталях 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) спостерігаються 
включення, розміри яких є незмінними зі збільшенням де­
формації. Мінімальні розміри шпар Хтіп І Утіп залишаються 
практично незмінними (рис. 32). Це можна пояснити різним 
напружено-деформованим станом біля різних включень. В 
ниаьковідпущеній сталі 15Х2МФА(ІІІ) спостерігається якісно 
інший механізм руйнування. Зародження шпар від
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Рис. ЗІ. Ріст шпар в сталі 15Х2МФА(І) (a-в) і в сталі 15Х2МФА(ІІІ) (г-е) 
при 293К. Єпр=0 (а)! 0,088 (6); 0,125 (в); 0,248 (г); 0,792 (д); 0,9 (е). Стрілка 
показує напрямок прикладення зовнішнього навантаження. хЮОО
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включень проходить при нижчій пластичній деформації і вже 
при е =0,08 поздовжний розмір шпари збільшується
приблизно удвічі. На цьому етапі в одному випадку з од­
ночасним збільшенням розмірів шпар перебігає інтенсивне 
виділення домішок на границях зерен, а також об'єднання 
окремих шпар в осьовому напрямку (рис. 31, г). В іншому 
випадку шпари набувають форми еліпсоїда е=0,24 (рис. 31, 
д). Зі збільшенням пластичної деформації е>0,24 відбу­
вається подальший ріст і злиття шпар на границях зерен і 
при е=0,9 шпари породжують мікротріщини, що приводять 
до поздовжнього розшарування зразка на окремі ділянки.
Таким чином, на відміну від сталі 15Х2МФА(І) 
руйнування гладких зразків зі сталі 15Х2МФА(ІІІ) є 
процесом зародження шпар від включень і розвитку їх в 
напрямку лінії дії сили з виникненням мікротріщин 
безпосередньо перед доламуванням зразка. Це зумовлює 
практично макрокрихкий злам зразка і руйнування границею 
зерен.
З рис. 32, 33 випливає, що незалежно від типу зразка 
(плоский чи циліндричний), механізм руйнування гладких 
зразків з сталі 15Х2МФА(ІІІ) зберігається. Причому рис. 33 
містить також залежності коефіцієнта витягування зерен 
К3=Х3/У 3 сталей 15Х2МФАЦ) і 15Х2МФА(ІІІ) від 
попередньої деформації. Тут -  Х3 і У3 середні розміри зерен 
відповідно в осьовому і поперечному напрямах (відносно 
напрямку дії сили).
Збільшення попередньої пластичної деформації 
приводить до істотнішого збільшення коефіцієнту витягу 
зерен в сталі 15Х2МФА(І) порівняно зі сталлю 15Х2МФА(ІІІ), 
що обумовлює більшу пластичність сталі Д5Х2МФА(І).
Було досліджено вплив попередньої одноразової 
пластичної деформації на циклічну міцність і закономірності 
непружного деформування сталі 15Х2МФА(І) та алюмінієвого 
сплаву АМгб при 293 К ■
Досліди проводили на зразках з циліндричною робочою 
частиною діаметром 10 мм (див. рис. 8, а) відповідно до 
вищеописаної методики. Вибір вказаних матеріалів 
зумовлений тим, що сталь 15Х2МФА(І) належить до циклічно 
знеміцнюваних {<т3/<то,2 < 1,2), а сплав АМгб - до циклічно 
зміцнюваних матеріалів 1,4) [166].
Попередня одноразова деформація розтягу для сталі 
15Х2МФА(І) дорівнювала епр= 0,019, а для сплаву АМгб -
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епр=0,1. В обох випадках попередня деформація не 
перевищувала максимального рівномірного видовження. 
Випробування на малоциклову втому проводили при 
жорсткому режимі навантаження з коефіцієнтом асиметрії 
циклу К = -1.
0 0,2 0,4 0,5 0,8 в - 0 0,2 0,4 0,6 0,8 ^
Рис. 32. Залежність максимальних розмірів шпар в сталі 
15Х2МФА від пластичної деформації. 15Х2МФА(І) (а), 
15Х2МФАСІІІ) - (6); Хтіп - 1,5; Хи и  - 2,6; Утіп - 3,7; Y nax - 4,8. 
Лінії 1-4 - циліндричний зразок (див. рис. 12,а), 5-8 - плоский 
зразок (див. рис. 12,6)
Рис, 34 містить діаграми статичного і циклічного 
деформування сталі 15Х2МФА і сплаву АМгб у первісному 
стані, а також після попереднього одноразового пластичного 
деформування. Діаграми циклічного деформування апрокси- 
мували функцією (60). Коефіцієнти К ' і тї- 1/ЛГ' для сталі 
15Х2МФА(І) у первісному стані відповідно дорівнюють 
615 МПа і 16,0; після попереднього одноразового деформу­
вання - К —898 МПа, п -4 ,50 . Для сплаву АМгб у
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початковому стані К!^2780 МПа, п -5,464, в попередньо на- 
клепаному - К -1560 МПа, п -8,40.
к п,к з
Рис. 33. Залежність коефіцієнту витягу шпар (1- 
3) і зерен (4,5) в сталі 15Х2МФА(І) від 
пластичної деформації. 15Х2МФА{І) -  1,4;
15Х2МФА(ІІІ) -  2, 3, 5. 1, 3, 5 - вирізування
шліфа за схемою рис. 12,а, 2,4 - рис. 12,6
У первісному і деформованому станах сталь 
15Х2МФА(І) циклічно знезміцнюється, а сплав АМгб 
циклічно зміцнюється. Характер впливу попередньої 
пластичної деформації на діаграму циклічного деформування 
для різних класів матеріалів протилежний, Наклеп, що 
передує циклічному навантаженню, інтенсифікує процеси 
знеміцнення в сталі 15Х2МФА(І). Це відображене зміщенням 
відносно вихідного стану діаграми циклічного деформування 
вниз. Для алюмінієвого сплаву попередній розтяг 
інтенсифікує процеси циклічного зміцнення.
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Рис. 34. Діаграми статичного (суцільні лінії) і циклічного (штрихові лінії) 
деформування сталі 15Х2МФА(І) (а) і алюмінієвого сплаву Амгб 
(б) за різної пластичної деформації
Розглянемо кінетику ПОЦИКЛОВОЇ аміни (То,2 і 00,02 
досліджуваних матеріалів у первісному стані і після 
попереднього одноразового деформування. Для сталі 
15Х2МФА(І) в обох станах практично при всіх рівнях пруж- 
нопластичної деформації (^ір:=0,36...0,7%) спостерігається 
ефект Баушінгера (рис. 35). Найбільш інтенсивно характе­
ристики аод і ст002 зменшуються при відносній довговічності 
N<0,3. При циклічному навантаженні сплав АМгб у 
первісному стані і після попередньої деформації інтенсивно 
зміцнюється при N<0,2. Попереднє одноразове 
деформування зміщує вгору залежності <?о,й2 і (Зфг-N 
сплаву АМгб порівняно з первісним станом. Попередня 
деформація зменшує запас пластичності алюмінієвого сплаву. 
Це приводить до того, що максимальна амплітуда загальної 
деформації, при якій петля гістерезису закривається,
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Рис. 35. Залежність ег02 (1,2) і 05,02 (3,4)сталі 15Х2МФА(1) (а) і сплаву 
АМгб (б) від циклічного напрацювання. Лінії 1,3 - початковий стан; 2,4 
- після попереднього одноразового пластичного деформування 
епр~0,019 -  15Х2МФА(і ); ^ = 0 .1  для АМгб
збільшується з 0,3% для недеформованого матеріалу до 0,4% 
для матеріалу при е — 0,1.
Для сталі 15Х2МФА(І) в обох станах ширина петлі 
гістерезису зі зростанням кількості циклів навантаження 
збільшується у всьому діапазоні довговічності, причому 
попередня деформація приводить до збільшення петлі 
гістерезису порівняно з первісним станом (рис. 36), У сплаві 
АМгб, на відміну від сталі 15Х2МФА(І), ширина петлі 
гістерезису зменшується зі збільшенням циклічного 
напрацювання. Попереднє одноразове деформування зменшує 
ширину петлі гістерезису на початковому етапі циклічного 
деформування в 4...5 разів при однакових амплітудах 
загальної деформації.
Тепер розглянемо вплив попереднього одноразового 
пластичного деформування на циклічну міцність 
досліджуваних матеріалів.
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Рис. ЗВ. Залежність ширини петлі гістерезису ВІД КІЛЬКОСТІ циклів 
навантаження для сталі 15Х2МФА(І) (а) і сплаву АМгб (б) у первісному 
стані (1) і після попереднього деформування (2); епр=0,019 для
15Х2МФА(І) і епр=0,1 для АМгб
Попередня пластична деформація практично не 
впливає на циклічну міцність сталі 15Х2МФА{І), якщо дані 
зображені в координатах £а-ЛГт і £-ор*-ЛГт (рис. 37). Для сплаву 
АМгб, на відміну від сталі 15Х2МФА(І), інваріантність кривої 
малоциклової втоми відносно одноразової пластичної 
деформації зберігається тільки у тому випадку, якщо за 
критерій брати загальну амплітуду деформації. При 
зображенні експериментальних даних в осях амплітуда 
пластичної деформації -  кількість циклів до руйнування - 
попереднє одноразове пластичне деформування зменшує 
кількість циклів до руйнування в сплаві АМгб.
На рис. 38 зображена залежність загальної розсіяної 
енергії V/ і енергії ЛХУ, яка розсіюється за один цикл у сплаві 
АМгб і сталі 15Х2МФА(І), від кількості циклів до руйнування. 
Попередня одноразова деформація розтягу збільшує загальну 
енергію IV для сталі 15Х2МФА(І) порівняно з первісним 
станом за однакової кількості циклів до руйнування. Причому
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Рис, 37. Криві малоциклової втоми сталі 15Х2МФА(І) (а) І сплаву АМгб 
(б) у первісному стані (1,3) і після одноразового пластичного дефор­
мування (2,4), Криві 1,2 - залежність єа - К!т, 3,4 -  залежність £ар -
і для деформованої, і для недеформованої сталі зберігається 
загальна тенденція до збільшення сумарної енергії ТУ зі 
збільшенням кількості циклів до руйнування.
Дослідимо втілив попередньої деформації на циклічну 
міцність з використанням енергетичного критерію втомного 
руйнування [188,189]. Для сталі 15Х2МФА{І) у первісному 
стані обробка експериментальних даних за формулою (58) дає 
значення ЇУу= 2096 МДж/м3; після попереднього пластичного 
деформування - ї^у=2126 МДж/м3. Отже, питома енергія 
втомного руйнування ЇМу сталі 15Х2МФА(І) практично не 
залежить від попередньої пластичної деформації.
На противагу сталі 15Х2МФА(І), для алюмінієвого 
сплаву питома енергія зі збільшенням ІУТ істотно змен­
шується. Проблематичність використання енергетичного кри­
терію втомного руйнування для інтенсивно циклічно зміцню­
ваних матеріалів було вказано ще раніше [202]. Було заува­
жено, що при амплітуді пружнопластичної деформації 
£га=310"3 мм/мм -  для первісного стану АМгб і при £‘а=4-10*2 
мм/мм - для попередньо деформованого стану петля гістере-
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зису вироджується в пряму, а при напруженнях, близьких до 
умовної межі витривалості, навіть чутливі методики з роз­
різняючою здатністю за деформаціями 10'5 мм/мм не фіксу­
ють петлі гістерезису [202]. В цих випадках в ролі критеріїв 
втомного руйнування поряд з деформаційними викорис­
товують переважно силові характеристики [188]. На основі 
проведених досліджень запропонований метод прогнозування 
впливу наклепу на закономірності пластичного циклічного 
деформування і циклічну міцність сталей і сплавів. Вва­
жається, що основою для прогнозування може служити 
класифікація сталей на циклічно зміцнювані, циклічно стабі­
льні та циклічно знеміцнювані за відношенням <Je/<Jo,2 [166]. 
Попереднє навантаження приводить до зміщення вниз 
діаграми циклічного деформування циклічно знеміцнювальних 
матеріалів і до зміщення вверх циклічно
зміцнювальних матеріалів (ств/<70,і>1,4) порівняно з діаграмою 
матеріалу у первісному стані. Збільшення загальної розсіяної 
енергії після попереднього пластичного деформування пояс­
нюється тим, що це підвищує здатність матеріалу розсіювати 
енергію всередині деформованого об'єму. Разом з тим 
зменшується і та частка енергії, яка розсіюється в 
поверхневих шарах металу. Тому для утворення поверхневої 
тріщини необхідно більше циклічне напрацювання.
Для циклічно зміцнювальних матеріалів відбувається 
перерозподіл розсіюваної енергії в бік збільшення її частки в 
поверхневих шарах. Це зумовлює втомне руйнування при 
меншій кількості циклів навантаження порівняно з 
матеріалом у початковому стані.
Підсумовуючи результати досліджень, відображених у 
цьому розділі, зазначимо такі основні моменти. Криві втоми в 
осях амплітуда пружнопластичної деформації-кількість 
циклів до зародження мікротріщини, одержані в умовах 
жорсткого пружнопластичного навантаження, практично не 
залежать від рівня міцності корпусної теплостійкої сталі і 
попереднього пластичного деформування розтягом для 
циклічно знеміцнюваних матеріалів.
Для циклічно знеміцнювальних матеріалів за симет­
ричного жорсткого пружнопластичного навантаження енергія 
втомного руйнування, яка визначається за формулою (58), не 
залежить від кількості циклів до руйнування в діапазоні 
2х102...5хЮ5 циклів і від рівня попередньої одноразової плас­
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тичної деформації. Вказаний енергетичний критерій раніше 
був обгрунтований лише для багатоциклової втоми.
Характер впливу попереднього одноразового пластич­
ного деформування розтягом на закономірності непружного 
циклічного деформування визначається класом матеріалу. 
Попередня деформація збільшує міру знеміцнення для 
циклічно знеміцнювальних матеріалів і збільшує міру 
зміцнення для циклічно зміцнювальних матеріалів порівняно 
з вихідним станом. Вказану умову необхідно враховувати під 
час розрахунку напружено-деформованого стану попередньо 
деформованих елементів конструкцій при циклічному 
навантаженні Зі збільшенням амплітуди деформації збільшу­
ється середня довжина втомних мікротріщин і зменшується 
середня відстань між ними. Разом з тим для деяких амплітуд 
деформації залежність середньої довжини мікротріщин від 
питомої енергії непружної деформації, розсіяної в матеріалі, 
є інваріантною відносно рівня навантаження.
ТУ*10-2,
4ТУ*101,
МДж/м3
в
4
2
1
Лґ,цикл
Рис, 38. Залежність питомої енергії непружної деформації ДТУ за один 
цикл і загальної - ТУ від кількості циклів навантаження для сталі 
15Х2МФА(І) (а) і сплаву АМгб (б) у первісному стані (суцільні лінії) і 
після попереднього деформування (штрихові лінії)
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Р О З Д І Л  з
ШВИДКІСТЬ РОСТУ ВТОМНИХ ТРІЩИН
Протягом останнього десятиріччя Істотно зросло 
зацікавлення дослідників питанням впливу попереднього 
пластичного деформування на тріщинотривкість, особливо на 
швидкість росту втомних тріщин. Актуальність цієї задачі 
зумовлена тим, що під час виготовлення (вальцювання, 
обтискування, витягування, штампування тощо) і наступної 
експлуатації (одноразові перевантаження) в матеріалі можуть 
виникнути пластичні деформації. Тому зародження і ріст 
втомних тріщин перебігатимуть в матеріалі з квазістатичними 
пошкодженнями, які сильно впливають на характеристики 
циклічної тріщинотривкості.
Аналіз літературних даних свідчить, що дослідження 
впливу попереднього пластичного деформування на швид­
кість РВТ виконані для конструкційних -матеріалів різних 
класів. Це - сталі [30,77,95,110,170,246,304,340,343], алюмінієві 
сплави [345,423,427,456], мідь [369], титановий сплав [65].
У більшості випадків попередня пластична деформація 
розтягом знижує швидкість росту втомних тріщин у сталях 
[30,74,95,110,170,304]. Наприклад, пластична деформація вели­
чиною 9% у 3,7 раза знижує швидкість РВТ в низьковуг­
лецевій (0,2%С) сталі на середній ділянці ДВР [170], В 
чистому залізі (0,009%С), відпаленому при 993 К (3 години), 
холодне вальцювання обтискуванням до 10-50% приводить до 
збільшення порогового коефіцієнта інтенсивності напружень 
Kth і зниження швидкості РВТ [170]. Попередній наклеп 
розтягом, крученням, стиском і подвійною деформацією 
(розтяг-стиск, стиск-розтяг) сталей 20, 45, армко-заліза, 
монокристалів кремнистого заліза (3,25% Si), також істотно 
знижує швидкість РВТ, особливо на першій і другій ділянках 
ДВР [66,110,343,369,423,455]. Проте для деяких сталей 
спостерігається протилежна тенденція зміни швидкості РВТ в 
зв'язку з пластичним деформуванням. Наприклад, холодне 
вальцювання сталі SAE 1010 з обтискуванням на 22...76 % 
знижує AKfa і збільшує припорогову швидкість РВТ 
порівняно з матеріалом у початковому стані [340]. Пластична
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деформація (розтяг чи холодне вальцювання) величиною 1% 
призводять до збільшення (приблизно в 3 рази) швидкості 
росту втомної тріщини у рейковій сталі (0,67%С) з 
сг0і2=475 МПа, сте-955 МПа [246].
Літературні дані свідчать, що для алюмінієвих сплавів 
попереднє статичне навантаження практично у  всіх випадках 
зменшує опір ростові втомних тріщин. Після різних видів 
попереднього пластичного деформування отримане збіль­
шення швидкості РВТ в алюмінієвому сплаві 2024-ТЗ (розтяг 
до а=1,12 о0і2) [429], 7475 (5,7% Мп; 2,4%Мя; 1,4%Си; 0,21%Сг; 
0,053і; 0,08%ІГе) (холодне вальцювання з обтискуванням до 
33%) [434], 7475 (5,7% гп; 2,5% Мя; 1,5% Сц; 0,03% Сг; 0,02% 
Ре; 0,02% Зі) (холодне вальцювання з обтискування до 34%) 
[345]. Збільшення швидкості РВТ спостерігається також у міді 
після холодного вальцювання обтиском до 31 % [369]. За 
високої міри обтиску попередня пластична деформація впли­
ває на швидкість РВТ в алюмінієвих сплавах протилежним 
чином. У праці [456] встановлено, що обтиск на 85% відпале­
ного алюмінію (99,99%) знижує швидкість росту втомних 
тріщин.
На основі деформаційних критеріїв руйнування теоре­
тично передбачено і експериментально підтверджено [97], що 
попереднє пластичне деформування розтягуванням (до 10 %), 
а також згином, коли виникають залишкові напруження, 
збільшує швидкість росту втомних тріщин в сплаві В95пчТ2 
[66]. Проте за попереднього пластичного деформування стис­
ком швидкість РВТ в титановому сплаві В9опчТ2 практично 
не змінюється. Слід зазначити, що істотний розкид експери­
ментальних даних щодо швидкості РВТ не дає змоги обгрун­
тувати вірогідність розрахункової залежності У-Ктах [66].
Характер впливу попереднього пластичного деформу­
вання на циклічну тріщинотривкість значною мірою визнача­
ється її рівнем. Залежно від міри обтиску холодне вальцюван­
ня спричиняє збільшення чи зменшення швидкості РВТ в 
сталі 335С (гартування з 1223 К, відпалювання при 973 К) і 
6% Мо-Ре сталі (відпалювання при 973 К, 100 год) порівняно з 
попередньо недеформованим матеріалом [95]. При збільшенні 
міри обтиску ц/пр за холодного вальцювання до 50% швид­
кість РВТ в сталі ЄЗбС (у діапазоні 10'8...10*6 м/цикл)
знижується приблизно вдвічі порівняно з у/пр=0. Наступне 
збільшення обтиску з 50 до 70 %, при Ктах= 21...33 МПа^/м, 
збільшує швидкість РВТ до значення, що відповідає
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первісному станові матеріалу, а при Ктаа, = 19...22 МПал/м -  
не впливає на швидкість РВТ, зафіксовану при 50 %.
Швидкість РВТ в сталі 6% Мо-Ре (^ІК=17...31 
МПа%/м) зменшується у 1,5...3,5 раза після збільшення 
обтиску під час вальцювання з 10 до 15%, проте істотно 
збільшується (у 3...7 разів) з підвищенням міри обтиску від 15 
до 45%. Причому більше зростання швидкості РВТ відповідає 
більшим значенням розмаху КІН. Слід відзначити, що 
збільшення обтиску під час холодного вальцювання в обох 
випадках збільшувало твердість. Збільшення угп~ від 0 до 70% 
підвищувало твердість НУ сталі Б35С з 150 до 249, Для сталі 
6% МО-Ре зі збільшенням у/Пг, від 10 до 50% твердість 
підвищувалась від 234 до 260 НУ [95].
Практично важливим є опрацювання методів прогнозу­
вання попереднього одноразового пластичного деформування 
на швидкість РВТ. Це необхідно знати для оптимізаці! 
холодної обробки матеріалу, а також для оцінювання 
залишкового ресурсу конструкції під час експлуатації. ■
Використання підходів, заснованих на врахуванні 
закриття тріщин, у деяких випадках є досить ефективним. 
Наприклад, діаграма втомного руйнування технічно чистої 
міді {99,95% чистоти) в осях У -А К ^  є інваріантною щодо міри 
обтиску 11 і 31% під час вальцювання. Водночас для 
алюмінієвого сплаву 2024-ТЗ збільшення швидкості РВТ 
порівняно з первісним станом матеріалу меншою мірою 
пов’язано зі зменшенням КІН Кор.
У більшості випадків для якісного аналізу впливу 
наклепу на ріст втомних тріщин використовують відомі 
рівняння [274,345,456]. Наприклад, у праці [274] для аналізу 
зміни порогового розмаху КІН використана формула [256]
4К Л = ЕеК^Ртіп > (64)
де ртіп~ критичний радіус кривизни вістря тріщини, котрий 
визначається вектором Бюргерса.
Зі збільшенням попереднього пластичного деформу­
вання зменшується ек. Відповідно до рівняння (64) це знижує 
пороговий КІН АК^, і, в свою чергу, пояснює експеременталь- 
ні дані [274]. Аналогічні результати щодо зміни АКіЬг отримані 
для сталей НУ80 і НУЮО [259,284].
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Для пояснення збільшення швидкості РВТ в 
попередньо деформованих зразках з алюмінієвого сплаву в 
інертному і корозійному середовищі [345] використовували 
рівняння [351]
У = А
ЄтцЖ2
Я(<?тц)
(65)
де СТТц І " відповідно циклічний поріг текучості і 
деформація текучості за одноосного навантаження; А - конс­
танта матеріалу, пропорційна до ( \ / ; г ' г ,с - відпо­
відно коефіцієнт і експонента циклічної пластичності, які 
визначаються критерієм Коффіна-Менсона; Ь -  експонента 
кривої циклічної міцності, що визначається з результатів 
випробувань на багатоциклову втому.
Рівняння (65) передбачає збільшення швидкості РВТ зі 
зменшенням коефіцієнту є}. У першому наближенні для
одного циклу навантаження інші параметри рівняння
(65) не залежать від попередньої пластичної деформації. 
Отже, збільшення єпр> зумовлюючи зниження залишкової 
деформації при руйнуванні, буде збільшувати швидкість РВТ.
Проте аналіз літературних даних, проведений вище, 
свідчить, що вплив попереднього одноразового пластичного 
деформування на швидкість РВТ має складніший характер, 
ніж це випливає з формули (65).
Аналіз моделей РВТ, а також екпериментальних даних 
свідчить, що раніше не було загальних методів до прогно­
зування швидкості РВТ з урахуванням попереднього одно­
разового пластичного деформування [24,191,195], а також 
класифікації матеріалів за чутливістю швидкості РВТ до 
попереднього наклепу, не досліджені механізми впливу 
одноразової пластичної деформації на швидкість РВТ [25,195].
Попереднє циклічне напрацювання на стадії до моменту 
зародження мікротріщини спричиняє накопичення втомних 
пошкоджень, зміну механічних властивостей, що може пев­
ним чином впливати на закономірності розвитку втомної трі­
щини. Дані про вплив попереднього циклічного навантаження 
на швидкість РВТ є досить обмеженими і неоднозначними [44, 
68,183,230,247,280,423,427]: швидкість РВТ в зразках, підда­
них попередньому циклічному напрацюванню, може збільшу­
ватись [44,183,247,423,427], зменшуватись [230] чи залишитись 
незмінною [44,68,183] порівняно з попередньо недеформо-
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ваними зразками.
В працях (44,186,230,423,427] відзначена залежність 
швидкості РВТ від попереднього циклічного навантаження. 
Дослідження [44] закономірностей РВТ на ранніх стадіях при 
циклічному скручуванні гладких тонкостінних циліндричних 
зразків зі сталі 45 (стан поставляння) 40Х (гартування з 
1133 К, відпуск при 923 К) і 12ХНЗА (нормалізація при 
1133 К, гартування з 1073 К, відпуск при 453 К). Встановлено, 
що ДВР для досліджених сталей в осях починаючи з
малих розмірів тріщин (0,1..,0,3 мм) сильно залежать від 
історії навантажування до зародження магістральної тріщини. 
Зі збільшенням амплітуди змінних напружень швидкість 
росту тріщини практично не залежить від рівня прикладених 
напружень і описується єдиною залежністю [183]. Автори 
пояснюють це тим, що зі збільшенням розміру магістральної 
тріщини вплив попереднього циклічного навантаження стає 
неістотним [183].
Попереднє циклічне напрацювання (Я=0,1) приблизно 
вдвічі збільшує швидкість РВТ в алюмінієвому сплаві 2024-ТЗ 
порівняно з первісним станом [423]. Враховуючи, що основне 
збільшення швидкості РВТ відбувається вже після першого 
циклу навантажування, можна вважати, що вказаний вплив 
обумовлений однобічною накопиченою пластичною деформа­
цією. Попереднє напрацювання знижує КІН, при котрому 
тріщина відкривається, проте діаграма втомного руйнування 
алюмінієвого сплаву не є інваріантною щодо циклічного 
напрацювання [423].
У згаданих вже працях [44,423,427] збільшення швид­
кості РВТ після попереднього циклічного навантаження було 
отримано на тонкостінних зразках. Водночас на зразках 
більшої товщини, наприклад { = 9,5 мм зі сталі 1802АУ 
(°і),2-480 МПа, <т0= 610 МПа), попереднє циклічне
навантаження (Я^ - = -1) до 2-х разів знижує швидкість РВТ, 
Причому вказане зниження спостерігається після 
напрацювання як за межею витривалості {(7-і = 316  МПа), так 
і до неї [230].
Попереднє циклічне деформування різного рівня не 
впливає на швидкість РВТ при малоцикловому навантаженні 
(У>10"6 м/цикл) сталі 15Х2МФА і її зварних швів, виконаних 
ручним дуговим зварюванням за допомогою дроту Св- 
13Х2МФТ і автоматичною дуговою зварною з дротом Св- 
10ХМФТ [68]. Інваріантність швидкості РВТ до попереднього
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циклічного навантаження пояснюється тим, що незважаючи 
на деформування всього об'єму матеріалу, основна частка по­
шкоджень виникає на його поверхні. В той же час однієї ли­
ше частини поверхнево пошкодженого матеріалу недостатньо, 
. щоб вплинути на процес розвитку руйнування вирішальним 
чином. На основі вказаних результатів робиться висновок, що 
в зонах концентрації напружень реальних елементів конст­
рукцій спостерігатиметься аналогічне явище, що дає змогу у 
розрахунках довговічності нехтувати впливом попереднього 
циклічного навантаження на швидкість РВТ [68].
Підсумовуючи вищеописане, можна зробити такі 
висновки. Попереднє циклічне навантаження неоднозначно 
впливає на швидкість РВТ у зразках різної товщини та з 
матеріалів різних класів. Рівень і режим навантаження 
(м’який, жорсткий), асиметрія циклу навантаження істотно 
впливають на швидкість РВТ. Можна сподіватися істотного 
впливу попереднього циклічного навантаження на 
припорогову швидкість РВТ, яка чутлива до структури 
матеріалу. В той же час на середньоамплітудній ділянці 
діаграм втомного руйнування ефекти попереднього 
напрацювацня повинні відчуватися меншою мірою, оскільки 
вказана ділянка структурно нечутлива.
В цьому розділі викладені результати комплексного 
дослідження впливу попереднього циклічного і одноразового 
пластичного деформування зразків без тріщин на швидкість 
РВТ, виконані автором і за його участі, для циклічно зміцню­
ваних і циклічно знеміцнюваних матеріалів. Для аналізу 
результатів швидкості РВТ з урахуванням попередньої 
пластичної деформації була використана концепція закриття 
тріщини.
Вивчений вплив несуцільностей (мікропор, 
мікротріщин) матеріалу, котрі виникають на стадії 
попереднього пластичного деформування, на параметри 
циклічної тріщинотривкості.
Виявлені закономірності росту втомної тріщини і 
кінетика розкриття тріщини під час її макроскопічного під­
ростання. Отримані результати дали змогу в подальшому 
обгрунтувати ряд положень моделі росту втомної тріщини.
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3.1. Методика дослідження циклічної тріщинотрив- 
кості
Зразки для дослідження тріщинотривкості конструкцій­
них матеріалів зображені на рис. 39 і 40.
Рис. 38, Компактний зразок для випробу­
вань на тріщшютривкість при позацснтро- 
вому розтягу
При позацентровому розтягу компактних зразків з 
тріщиною (рис. 39) КІН визначає формула [150]
■ (66) 
1] =л/77б[29)б-185(//5) + 655(//6)2-1017(//г.)3-б39(//6)4], (67)
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де Р - сила; £, Ь - відповідно товщина і ширина зразка; ї-дов- 
жина тріщини.
При консольному згині зразка з боковою тріщиною 
(рис. 40,а) КІН визначали за формулою [204]
К =
4,2М і?
гь'п
І І Ї - ' - ї , ( 68)
де Г-1/Ь - відносна довжина тріщини; М~Р-Ь -  згинальний 
момент у площині тріщини; Ь - відстань від лінії дії сили до 
площини тріщини.
. _ Л _ ...
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Рис. 40. Зразки для дослідження тр іщин отр ив кості: а - при 
консольному згині; б, в - при одновісному розтягу 
плоских зразків з боковою тріщиною
Для розрахунку КІН при розтягу пластин з боковою 
тріщиною при жорсткому закріпленні кінців (рис. 40,6) були 
використані числові дані [296]. Для Ь /Ь —3 їх можна
апроксимувати
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r2 =0„3324+3,'064(1 / b )+ 0 ,3 !2 f f l/ b )2 -2 ,8 3 4 (1 /Ь)3 -4 ,8 0 1 1 / b )4 , (69)
де Z-відстань між захоплювачами.
Для L/b -  7
Уг = 0,2954+ 3,925(1 / Ь )- 3,786(1 /  b f +13,36(1 /  Ь)3 -  7,03 XI /  Ь)*.(70) 
Для L/b= 2
Y2 = 0,2703 +4,107(1/Ь )~  5,936(1/Ь )г +6,276(1/Ь )3 (71)
Для розклинюваного зразка у вигляді двоконсольної 
балки (ДКБ) (рис. 41) з тріщиною КІН визначали за 
формулою [111]
К ^ К н<ш/(0,2іи / і  + 0,8), (72)
Рис, 41. ДКБ зразок з тріщиною для випробувань на розклинювання
K,,,m= Q L l j ^ r [l + I,32(h/ l) + °,542(h / I)!}, (73)
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де <2 - розклинювальна сила; %н -  нетто-товщяна зразка; 7і- 
половина його висоти.
За одновісного розтягу циліндричних зразків (див. рис. 
8,а,б) з поверхневою тріщиною (рис. 42,а) КІН визначається 
за формулою [111]
де в - номінальне напруження; а ~ довжина тріщини в 
радіальному напрямку; 21 -  довжина тріщини по колу. 
Коефіцієнти полінома наведені у табл. 3. Тут О - діаметр 
робочої частина зразка.
За одноосного розтягу циліндричних зразків з круговою 
тріщиною (рис. 42,6) КІН визначали формулою [38]
К1 -  & 4ш У1/г\ (74)
У = Л + Вх + Схг + О .х3 + ¥ х 4, (75)
К Р (76)
Г2' = 6,5з[і -1,8167(<*/£) + 0,9167(^/£>)2]; (77)
а
а б'  '
Рис. 42: Циліндричні зразки для одновісного 
розтягу, а - з поверхневою тріщиною; б -  з 
коловою тріщиною
К2"~ 3,1(25 / /) ) ;  0,6 £><<*</>;
де й=(й і + сІ2  )/2; $ - ексцентриситет.
2$<0,08 , (78)
Точність виготовлення зразків (рис. 39-42), а також 
чистота поверхні відповідали вимогам нормативних докумен­
тів [38,150].
ТаблицяЗ
Коефіцієнти полінома 4-го степеня для розрахунку КІН 
за одііовіссого розтягу зразка з поверхневою тріщиною (формула (75))
а/1 Діапа­
зон
а/В
А В С £>1 Р
0,2 0-0,15 0,8609 1,353 -21.66 342,6 -213,1
0,4 0-0,22 0,7029 -0,2508 10,09 -7,204 193,0
0,6 0-0,30 0,6580 -0,3245 5,641 -11,74 97,63
0,8 0-0,40 0,6129 -0,5543 9,008 -40,47 88,29
1,0 0-0,40 0,5049 0,5034 3,015 -19,32 38,33
1,2 о-одо 0,4999 -0,2551 4,701 -25,83 43,52
Випробування на циклічну тріщинотривкість проводили 
при позацентровому розтягу компактних зразків завтовшки
7.5.. .50 мм (рис. 39), при одновісному розтягу плоских зразків 
з бічною тріщиною завтовшки 7,5... 14 мм (рис. 40, в), а також 
одновісному розтягу циліндричних (див. рис. 8, а,в) і 
корсетних (див. рис. 8, б) зразків з поверхневою і коловою 
тріщинами (рис. 42) на випробувальній машині "Гідропульс 
400 кН" [25,187].
Циклічну тріщинотривкість досліджували також зги­
нанням зразків з бічною тріщиною (рис. 40, а) на випробу­
вальній машині УМП-02-04 (виробництва Інституту механіки 
НАН України) [171,219]. Частота навантаження змінювалася в 
діапазоні /-0Д...30 Гц. Для визначення порогового коефіцієнта 
інтенсивності напружень частота навантаження дорівнювала
40.. .60Гц.
Під час випробувань на установці "Гідропульс 400 кН", 
з керуючою міні-ЕОМ, вимірювальні величини Р-У і Р-5 
записували на даокоординатний самописець 7004В і зовнішній 
запам'ятовуючий пристрій (на магнітний диск).
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Рис. 43 Зразок із піччю під час випробування на позацентровий
розтяг
Для випробувань на циклічну тріщинотривкість в 
діапазоні температур 120...293 К використовували методики, 
які . передбачають встановлення на зразках контактних 
охолоджувачів [139,202,219].
Під час випробувань в діапазоні температур 293...623 К 
зразок 1 (рис. 43) з захоплювачами 2 поміщали в роз'ємну 
електронагрівну піч 3, прикріплену до колон випробувальної 
машини. Як нагрівач використовували ніхромову стрічку 4 
перерізом 1x8 мм, закріплену на бічних стінках печі. Для 
спостереження за розвитком втомної тріщини стінка має 
вікно 5 з кварцового скла.
Тензометр для вимірювання переміщення уздовж лінії 
дії сили складається з двох важільних вилок 6 для передачі 
переміщення за межі печі, які з ’єднані між собою пружними 
шарнірами, і тензодатчика 7 типу DSA 25/10.
Розкриття тріщини при підвищеній температурі 
вимірювали за допомогою тензометра розкриття. Він має 
вигляд двох важільних вилок 8, з'єднаних між собою 
пружними шарнірами 9. На важіль з боку вилки встановлені 
конічні голки 10, на протилежні кінці - циліндричні втулки 11, 
на яких закріплений датчик 12 типу DSR 10/5. Попередньо з 
обох боків зразка на однаковій відстані від його торців 
наносили конічні заглибники. Кріплення тензометра на зразку 
здійснювалось за рахунок пружної деформації елементів 
вилки. Для відтискування пружних елементів служать гвинти.
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В межах переміщень 0...0Д мм похибка вимірювання не 
перевищувала 0,14 мкм.
Вирощування первинної втомної тріщини, а також 
дослідження швидкості РВТ на припороговій і середній 
ділянці ДВР проводили відповідно до рекомендацій [38]. Для 
визначення довжини тріщини використовували спостере­
ження за допомогою мікроскопа МБС-9, а також метод 
піддатлості [227,393,417,446,461], що базується на вимірюванні 
з допомогою екстензометра величини розкриття берегів 
надрізу в процесі циклічного навантаження. В останньому 
випадку забезпечувалась автоматизація випробувань на 
швидкість РВТ.
Вимірювання розкриття берегів надрізу (рис. 44) прово­
дилось на лінійній ділянці розвантаження (25% від Ртах).
Рис. 44. Залежність Р-и (а) і Р -і (б) при циклічному 
навантаженні і вимірюванні розкриття тріщини
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Часова затримка 0 = 2...5 с на площині вимірювання о і 
зменшення частоти навантаження з 10...20 Гц до Гц
забезпечувало якісний запис діаграми Р- и.
Передбачалось, що на ділянці від Ртах до 0,75Ртах 
тріщина не закриватиметься, тобто, що Рс[ <  0,75 Ртах, При 
цьому, точність вимірювання розкриття тріщини повинна 
бути не меншою від І мкм при розкритті 0,1...0,2 мм (тобто 
становити 1.Л,5 % величини розкриття).
Вимірювання відстані від місця закріплення тензометра 
розкриття до вістря тріщини повинно виконуватись з 
точністю не нижчою 0,1 мм. Перерахунок Д о  в Д о  проводився 
за формулою
де ДР=Ртах-Ртіп - розмах навантаження в циклі; Рт{п, Ртах -
мінімальне І максимальне навантаження циклу; Ло - розмах 
відносного переміщення берегів надрізу.
Довжину тріщини для компактного зразка (рис. 39) 
визначали з емпіричної залежності [417]
1/Ь = С0 + С г( их) + Сг(ІІх)г +_
+ С3(УХ)3 + С І(С7І Г + С 5(ПЇ )5
*  (іЕАо/ЛР)і / 2  ‘
Тут Со,...С$ - коефіцієнти регресії, які залежать від
розташування тензометра розкриття берегів надрізу відносно 
лінії дії сили .
Випробування на швидкість РВТ з використанням 
методу піддатливості автоматизовані на випробувальній 
машині "Гідропульс 400 кН" з керуючою міні-ЕОМ. При 
цьому реалізовували три режими випробувань: а) ЗІ 
зниженням амплітуди навантаження; б) з підвищенням після 
початкового зниження амплітуди навантаження; в) з 
неперервним підвищенням амплітуди навантаження (рис, 45). 
Зміна амплітуди навантаження при визначенні швидкості 
РВТ здійснювалася згідно до рекомендацій [150],
Блок-схема системи управління і вимірювання показа­
на на рис. 45. Стандартний зразок 1 утримується захоплю­
вачами випробувальної машини 2, що керується електронною 
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Рис. 45. Режими випробувань на швидкість РВТ зі зниженням (а), 
зниженням та підвищенням (б), підвищенням (в) амплітуди навантаження 
та блок-схема системи вимірювання і керування випробувальною 
машиною «Гідропульс 400 кН»
аналоговою системою 3 і цифровою обчислювальною машиною 
4, Програму керування виробляє ЕОМ 4 і через інтерфейс 5 
(типу РНШ 6.1) з АЦП і ЦАП у вигляді напруги ±10 В подає в 
систему 3 на задавач і регулятор 6, щоби порівняти з 
сигналом зворотнього зв'язку від тензометра 7. Цей сигнал 
підсилює нормуючий перетворювач 8 (типу МУ 318) і 
витворена різниця як сигнал розузгодження надходить на 
сервоклапан гідропривода 9, який із заданим зусиллям 
дроселює потік масла від напірної гідростанції 10.
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В ЕОМ також надходить сигнал зворотнього зв ’язку від 
тензометра 7 і завдяки цьому здійснюється контроль за 
керуванням.
На зразку встановлено екстензометр 11, який вимірює 
розкриття берегів надрізу 4. Сигнал виміру підсилює нормую­
чий перетворювач 12 (типу МУ 318) і через інтерфейс 13 
(типу РН\У 6.1) подається в ЕОМ 4 та цифровий вольтметр 
14. ЕОМ 4 " відповідно до програми керує циклічним 
навантаженням, вимірює і обробляє сигнал V та здійснює всі 
необхідні обчислення довжини втомної тріщини з виведенням 
даних на дисплей і друк.
Загалом максимальна похибка довжини тріщини, яка 
визначена з допомогою комплексу і візуального спостережен­
ня, не перевищує 0,5 мм, а усередненої довжини тріщини, 
враховуючи форму її фронту, - 0,2 мм.
Відомо [202], що для деяких матеріалів при швидкості 
РВТ, що відповідає правій ділянці ДВР, спостерігається 
нестабільний ріст тріщини. Чергування стабільного і неста­
більного (крихкими стрибками) РВТ відбувається аж до 
повного руйнування зразка. На наведеному зламі (рис.46) 
світла поверхня руйнування відповідає стабільному, а 
темніша - нестабільному РВТ.
Слід відзначити, що на початку нестабільного РВТ 
крихкі стрибки тріщини досить малі (десяті та соті частки 
міліметра), і вони можуть відбуватися всередині зразка, не 
виходячи на поверхню. Це ускладнює їх реєстрацію 
візуально, а також на слух. Тому для реєстрації нестабільного 
РВТ запропонований спосіб неперервного запису макси­
мального розкриття тріщини Зпдх в околі її вістря [147]. 
Крихкому стрибку тріщини відповідає стрибкове за цикл 
збільшення максимального розкриття тріщини на діаграмі
т^ах~
Перевірка показала збіг результатів реєстрації крихких 
стрибків тріщини, отриманих з використанням запропоно­
ваного способу, та методу, що грунтується на вимірюванні 
параметрів акустичної емісії [3].
Після повного руйнування зразка ідентифікують 
номери крихких стрибків тріщини на зламі зразка з 
стрибковими змінами максимального розкриття тріщини на 
діаграмі 3^^- І Швидкість стабільного підростання тріщини 
між стрибками обчислюють відповідно до [139,193].
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Рис. 46. Злам зразка зі сталі 
15Х2МФА{ІІІ) при 293К при цикліч­
ному навантаженні: 1 - надріз;
2 - стабільний ріст втомної тріщини; 
З - нестабільний ріст тріщини
Методика вимірюван­
ня параметрів закриття 
втомної тріщини викладена 
у праці [101]. Зразок наван­
тажували на машині 
Тідропульс 400 кН” від 
керуючої міні-ЕОМ
ОА16/240 з одночасним за­
писом вимірювальних вели­
чин навантаження (Р) -  роз­
криття тріщини (6) на зов- 
нішний запам'ятовуючий 
пристрій (магнітний диск). 
Після завершення циклічно­
го навантаження і запису на 
диск дані оброблялися на 
міні-ЕОМ з допомогою про­
грами С Ш виК , розробленої 
на алгоритмічній мові Фор­
тран. Блок-схема програми 
та графічний образ процесу 
ітерації при знаходженні 
навантаження розкриття 
(закриття) тріщини зобра­
жені на рис. 47. Програма 
дає змогу визначати такі 
параметри циклічного на­
вантаження зразка з тріщи­
ною: найменше та найбіль­
ше значення, розмах та 
ефективний розмах КІН
(^ тіп> ^тах > ДК> > И&И- 
менше та найбільше значення і розмах розкриття тріщини 
(Зтіп, Зтах> 4^*5)- При визначенні навантаження розкриття
тріщини Р0р використана методика розрахунку, заснована на 
методі послідовних наближень [446]. Довжина тріщини 
визначалася на полірованій поверхні зразка з допомогою 
оптичного мікроскопу типу МБС-9 з точністю, не меншою 
0,014 мм. При розрахунку КІН та визначенні відстані до 
вістря тріщини (г=/-/т) використовувалася середня довжина 
тріщини (замір здійснювали інструментальним мікроскопом у
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бРис. 47. Графічне зображення процесу визначення навантаження 
закриття тріщини (а) і блок-схема розрахунку параметрів тріщини під 
час циклічного навантаження (б)
трьох перерізах після руйнування зразка). Тут /т - відстань 
від торця зразка (з боку надрізу) до точок встановлення 
тензометра розкриття. Величину /т визначали до 
експерименту інструментальним мікроскопом з точністю, не 
нижчою 0,01мм.
Рис. 48 містить схематичні діаграми Р -6  для сталі 
15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІИ) біля вістря тріщини при 
максимальному навантаженні ( ) •  Для сталі
15Х2МФА(ІІІ) діаграмі Р-6  відповідають дві прямолінійні 
ділянки оа і аа’", які мають кут нахилу відповідно у? і а до осі 
абсцис і які описуються рівняннями регресії для масиву точок 
(Р, (5). Згідно з наведеним вище алгоритмом розрахунку, за 
навантаження розкриття тріщини приймали значення Рор, яке 
відповідає ординаті точки а - перетину прямих оа і оа". 
Абсциса точки а дорівнює переміщенню бор на відстані г від 
вістря тріщини, при якому тріщина розкривається. Розмах 
розкриття тріщини визначається різницею А8^3тах~30р. Для 
сталі 15Х2МФА(І) ділянка оа практично вертикальна {рис, 48, 
б, діаграма 2) і Рор визначають графічно, як показано на рис. 
48,а. В цьому випадку, £ор=0 і 80р~Л8е^  Правомірність такого 
підходу обгрунтована у працях [156,446] і визначений таким 
чином Кор трактується як середнє мінімальне значення КІН, 
при якому тріщину слід вважати розкритою уздовж усього 
фронту [156].
З геометричних міркувань {рис. 48,а)
аЬ' аЬ” аУ" АЯ А<Г
Єа~ а'Ь'~ а"Ь"~ а'"Ь"' ДК'€  ДК'£
Таким чином, незалежно від рівня Ктах (у випадку пря­
молінійної частини тш ділянки діаграм 1 і 2) для фіксованих 
довжини тріщини і відстані до її вістря на контурі тріщини 
виконується умова сталості відношення А5/ДКе$.
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Рис. 48, Діаграма Р -6  для сталі: 1 - 15Х2МФА(ІІІ); 2 -  15Х2МФА(І) (а); 
зображення околу вістря тріщини (б)
База вимірювання впливає на залежність розмаху 
розкриття тріщини від відстані г (рис. 49). Зі збільшенням Ьі 
від 2,5 до 6,4 мм розмах розкриття для сталі 15Х2МФА(ІІІ) 
збільшується в 1,1...3 рази залежно від відстані до вістря 
тріщини. Причому з наближенням до вершини тріщини вплив
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бази вимірювання на величину А8 зростає. Характер зміни "г
від г аналогічний залежності А8~г. Детальний аналіз вказаних 
залежностей показує, що абсолютна різниця розмаху А8 при 
різній базі вимірювання обумовлена зміною 8ор. Ріст же 80р зі 
збільшенням бази вимірювання може бути пояснений таким 
чином. При навантаженні зразка з тріщиною нижче Р 
внаслідок залишкових стискувальних напружень в околі 
вістря тріщини її береги залишаються зімкненими. Тому 
деформування частини зразка з тріщиною між точками
КсР, МПа^м
Рис. 49. Вплив відстані від вістря тріщини на величину К ор (а), 
переміщення бор І розмах розкриття А 8  (б); сталь 15Х2МФА(І), і=25 мм 
(5, 6), сталь 15Х2МФА(ІІІ), г=7,5 мм (1-4, 7, 8) при базі виміру Ьі~2, 5 
(1, 2, 5-7), 4,4 мм (3) і 6, 4 мм (4,8). 1 - І-31,5 мм, 30,8 М ПаТм,
2, 4, 7, 8 - і = 14,09 мм, Кт а х ~  16 МПаТм , 5 - Кт а х ~  ЗО МПа-/м , 6 -  
Кт а х =  60 МПа-\/м
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вимірювання при контакті її берегів можна розглядати як 
пружне деформування суцільного зразка. В цьому випадку 
збільшення бази вимірювання приводить до збільшення 
абсолютного видовження, а отже, й величини 8ор. 
Завершуючи можна відзначити, іцо під час вимірювання 
розкриття тріщини необхідно намагатися зменшити базу 
вимірювання, оскільки в протилежному випадку виміряне 
переміщення не відповідатиме переміщенню берегів тріщини. 
Крім цього, використання виразу A ^ 8 max-8min недостатньо 
обгрунтоване, оскільки в цю величину входить і залежне від 
бази вимірювання переміщення 8ор, Правомірнішим буде 
означення розкриття тріщини у вигляді А8=8тах-8ор.
Для апробації запропонованої методики досліджений 
вплив величини Ктах під час росту втомної тріщини в сталі 
15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ИІ) на Кор. Швидкість РВТ 
досліджували за частоти навантаження 15 Гц. Помітно 
(рис. 50), ЩО збільшення від 10 до 70 МПаТм
супроводжується спочатку зменшенням Кор в сталі 
15Х2МФА(1) від 6 до 4 МПаТм, а потім його монотонним 
збільшенням Д О  рівня 10 М П а л / м .
Водночас збільшення Ктах від 20 до 38 МПа-Ум 
практично не : впливає на Корі міцнішої порівняно з 
15Х2МФА(І) сталі 15Х2МФА(ІІІ). Слід відзначити, що у  праці 
[101] помічена інваріантність Кор щодо максимального 
значення КІН для сталі JISSN СМ8 (oq2= 951 МПа) і 
конструкційної маловуглецевої сталі JISSM 41В (<70>2~  274 
МПа).
Проведені дослідження впливу відстані від вістря 
тріщини на величину її розкриття в сталі 15Х2МФА(ІІ) при 
різних значеннях Ктзя. Ріст максимального КІН Кшах 
супроводжується збільшенням розкриття тріщини і кута 
розкриття (рис. 51,а). Разом з тим, якщо вказані дані подати 
як відношення розмаху розкриття тріщини і ефективного 
розмаху КІН, то незалежно від (при г~0,2...1,0 мм)
А 8 / можна описати однією залежністю від г.
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Рис. 50. Залежність К ор від К тах при Я~0 і базі вимірювання 
2,5 мм. 15Х2МФА(І) (а); 15Х2МФА(ІІІ) (б)
На рис. 51,6 побудована відповідна залежність для сталі 
15Х2МФА(ІІІ), отримана на плоских зразках завтовшки 7,5 
мм з боковою тріщиною (див. рис. 40,6). На відміну від 
результатів, зображених на рис. 51,а, де довжина тріщини 
була сталою (2=20, 23 мм), дані на рис. 51,6 характеризують 
розкриття втомної тріщини під час її зростання. Швидкість 
РВТ змінювалась в межах 10*9.Д0'7 м/цикл. Тут також 
відображена залежність Л5/ЛКе^ ~  г для сталі 15Х2МФА(І). 
Порівнюючи вказані залежності, бачимо, що відносне 
розкриття тріщини уздовж її контура та кут розкриття в 
сталі 15Х2МФА(ІІІ) трохи більші, ніж в 15Х2МФА(І).
На основі отриманих результатів запропонована 
розрахунково-експериментальна методика розкриття вістря 
тріщини. Суть її в тому, що для зразка з тріщиною на різній 
відстані від її вістря г}> г2, записують діаграми Р - 6, з яких 
визначають ефективний розмах КІН, розмах розкриття
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-0,8 -0,4 ОД 0,8 т\ мм
тах
ПЄ-
тріщини і буду­
ють експериме­
нтальні залеж­
ності АЗ/АК^-г, 
які можна 
апроксимувати 
прямою лінією.
Маючи таку 
залежність і 
враховуючи, 
що в
певному діапа­
зоні зміни г, 
можна при до­
вільному К,
(^тах^^ор
рерахувати  
ефективне роз­
криття берегів 
тріщини на від­
стані г у роз­
криття її віст­
ря. Це має 
важливе мето­
дичне значен­
ня, оскільки під 
час РВТ при 
вимірюванні 
розкриття ві­
стря технічно
неможливо щораз переставляти туди тензометр. Відомо, що 
вид напружено-деформованого стану (плоска деформація чи 
плоский напружений стан) впливає на розкриття вістря 
тріщини. В зв'язку з цим розкриття тріщини на поверхні 
зразка і всередині буде різним [177]. Для вивчення цього 
ефекту було виміряне розкриття тріщини на поверхні 
компактного зразка зі сталі 15Х2МФА(І) за вищеописаною 
методикою у серединному перерізі за методикою праці [112]. 
Отримано, що при г>0,5 мм, розкриття тріщини на поверхні і 
всередині зразка ще задовільно збігаються.
Рис. 51. Залежність розмаху розкриття тріщини (а) і 
Аб/ДК.^ (б) від відстані до вістря тріщини. Сталь 
15Х2МФА(ІІІ) - 1-4, 15Х2МФА(І) - 5,
К ^ ^ ІВ .З  МПа^/м (1); 21,9.МПал/м (2),
27,4 МПаТм , 20...38 МПал/м (4), Ю...50 МПал/м (5)
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Рис. 52. Залежність Лв/ЛК^ від відстані до вістря 
тріщини для сталі 15Х2МФА(ІІІ): 1 - експеримент, 
2 -  пружний розв'язок [175] (коефіцієнт Пуассона 
т^=0,25)
Порівняння 
(рис. 52) експери­
ментальних даних 
для сталі
15Х2МФА(ІІІ) з 
розрахунковими 
свідчить, що екс­
периментальні зна­
чення розкриття трі­
щини більші, ніж 
з пружним роз­
в ’язком [172].
Визначення 
швидкості росту 
тріщин при крих­
ких ртрибках.
Відомо, що тріщи­
на, яка раптово 
починає під­
ростати, є джере­
лом акустичної 
емісії (АЕ). Дослід­
ження параметрів 
АЕ дає змогу кон­
тролювати рівень 
небезпеки дефек­
тів для важливих
технічних конструкцій,
В даному підпункті описана методика реєстрації швид­
кості крихких стрибків тріщини малої довжини, що 
відбуваються як всередині зразка, так і уздовж всього 
фронту тріщини під час статичного і циклічного 
навантаження [64]. Для реєстрації швидкості динамічного 
розвитку тріщини використовували метод АЕ.
Швидкість крихких стрибків тріщини досліджували під 
час позацентроаого розтягу компактних зразків завтовшки 25 
мм (рис.39) з сталі 15Х2МФА(ІІІ) на випробувальній машині 
‘Тідропульс-400 кїї" при частоті навантаження 5 Гц і 
коефіцієнті асиметрії циклу ^=0,1, Довжину втомної тріщини 
при її крихкому зрушенні, а також довжину . крихкого 
стрибка вимірювали на зламі зразка після його руйнування
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за допомогою інструментального мікроскопа а похибкою, не 
більшою від 0,01 мм.
Надалі крихкими стрибками тріщини в сталях вважа­
тимемо макроскопічне просування тріщини за механізмом 
транскристалічного чи інтеркристалічного сколювання, а 
також квазісколювання [160] за умов максимальної стисли­
вості пластичної деформації у вістрі тріщини. Іншими 
словами, критичний КІН, при котрому відбувається старт 
тріщини, повинен задовільняти нерівність (20).
На відміну від крихкого стрибка, в'язкий стрибок 
тріщини пов'язаний з формуванням у її вістрі зони 
витягування і з наступним просуванням за чашковим або 
в’язким мікромеханізмом [287]. За цих умов стартові тріщини 
передує значна пластична деформація і нерівність (20) не 
виконується. І крихкий 139,202], і в'язкий [287] стрибки 
тріщини можуть ініціюватись різними способами, наприклад, 
внаслідок монотонного чи циклічного навантаження 
[139,202,287].
Акустичні сигнали при поширенні тріщини крихким 
стрибком фіксували системою вимірювання і реєстрації 
сигналів АЕ "Сигнал-ЗМ", розробленою і виготовленою в 
Інституті проблем міцності НАН України [93]. Амплітуду 
імпульсів ДЕ реєстрували світлочутливим осцилографом НО- 
43, а "також електронно - променевим запам'ятовуючим 
осцилографом РМ 3234 (фірми "Філіпс") [64].
Включення у вимірювальну систему запам'ятовуючого 
осцилографа обумовлене необхідністю реєстрації коротких 
(1...5 мкс) імпульсів АЕ, що відповідають моментам початку і 
закінчення стрибка та вимірювання інтервалів часу між ними. 
Через малу швидкість розгортки (руху стрічки) і обмеженість 
частотного діапазону реєструючих гальванометрів всі 
імпульси АЕ, що виникають при старті і зупинці тріщини під 
час її крихкого стрибка, реєструються на стрічці у вигляді 
поодиноких сплесків (піків), амплітуда яких залежить від 
амплітуди імпульсів АЕ і їх тривалості. Світлочутливий осци­
лограф використовували для надійного підтвердження факту 
стрибка тріщини і реєстрації кількості циклів. Для цього 
запам'ятовуючий осцилограф працював у режимі очікуваного 
одноразового запуску від вимірювального сигналу. Для 
попередження хибних запусків розгортки від акустичних і 
електричних перешкод величину запуску встановлювали на 
рівні приблизно 10% очікуваної амплітуди імпульсів АЕ.
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Швидкість розгортай становила 2... 10 мкс/поділку (1 поділка 
= 8 мм).
Місце кріплення давана (рис, 53) на зразку вибирали 
таким чином, щоб, по-перше, амплітуда- вимірювальних 
імпульсів під час стрибка тріщини була достатньо великою 
порівняно з сигналом АЕ від тертя в захоплювачах, 
пластичної деформації у вістрі тріщини і від робочих шумів у 
випробувальній машині, по-друге, щоб незалежно від часу 
існування , стрибка тріщини (час між стартом і зупинкою 
тріщини), не появлялися інші імпульси; крім тих, що 
відповідають старту і зупинці тріщини. Ними можуть бути 
відбиті від внутрішніх поверхонь імпульси старту тріщини, 
котрі мають амплітуду того ж порядку.
Такий- підхід певною мірою спрощує подальший аналіз 
імпульсів ЛЕ. При цьому з певним наближенням поширення 
хвиль акустичної емісії можна зобразити в вигляді променів 
1, 2, 3. Промінь 1 є 
прямим, а промені 
2 і 3 - відбитими 
від бічних повер­
хонь.
Кут між на­
прямком руху хви­
лі (1, 2, 3) і на­
прямком розвитку 
тріщини відповідає 
а, р і у. При зада­
ному розташуванні 
давана і зміні 
критичної довжини 
тріщини в межах 
Г=0,3...0,8 кути 
змінюються в
діапазоні:
£*=50...90°;
^=33,5,..56,5е;
/=72...90е, а різниця 
в часі між першим 
і другим імпуль­
сами, що реєстру­
ються давачами 
АЕ, - в межах
Рис. 53. Схема розташування давача АЕ на 
компактому зразку з тріщиною: Іі=0,2ї>; 
гс=(0,3...0,8)Ь
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1,2.,.2,9 мкс, першим і третім - в межах 10,9...11,8 мкс. У 
розрахунках вважалося, що швидкість поширення поперечної 
хвилі в сталі дорівнює 5,1х103 м /с  [196]. Таким чином, навіть 
при значній зміні довжини тріщини різниця між часом 
приходу прямого і відбитого імпульсів змінюється незначно.
На рис. 54 зображені осцилограми, зареєстровані під 
час стрибка тріщини при циклічному навантаженні на 
електронно-променевому запам'ятовуючому осцилографі РМ 
3234 при довжині стрибка тріщини 0,76 мм (рис. 54, а) і при 
повному руйнуванні зразка (рис. 54, б).
Поява першого імпульсу 1 на осцилограмі обумовлена 
зрушенням тріщини і пов'язана зі звільненням енергії 
пружної деформації в області вістря тріщини. Під час 
динамічного розвитку тріщини в зразку збільшується 
кінетична енергія [85,426]. В момент раптової зупинки 
тріщини кінетична енергія перетворюється в пружну енергію 
деформації, що зумовлює додаткове навантаження і появу 
імпульсу АЕ 2, котрий знаходиться від першого на відстані 
5,5 мкс (рис. 54,а). Зв'язок імпульсу 2 з раптовою зупинкою
тріщини підтверджує такий експеримент. Якщо зразок 
ЩмкН ЩмкВ
а б
Рис. 54. Осцилограма імпульсів АЕ крихкого стрибка тріщини в сталі 
15Х2МФА(ІІІ) при 293 К: а - К^с =32  МПат/м , їс~23,28 мм, ге=0,76 мм; 
б - 42,1 МПа*/м , Іс=24,62 мм, повне руйнування зразка
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руйнується повністю, без зупинки тріщини (рис. 54,6), тобто, 
якщо старт тріщини відбувається при К}с > Кж [127,178], на
осцилограмі після першого імпульсу 4 виникають два 
відбитих імпульси 5 і 6 через 2,2 і 11,5 мкс після імпульсу 4, а 
імпульс 2 (котрий відповідає зупинці тріщини) відсутній. Тут 
Кос - динамічна в'язкість руйнування. За імпульсом 6 (рис. 54, 
б) йде низка накладених один на одного відбитих Імпульсів. У 
випадку, коли тріщина зупиняється, між Імпульсами 1 і З 
з'являються декілька імпульсів, аналогічних імпульсам 4 і 6. 
Перший з них (імпульс 2) зумовлений раптовою зупинкою 
тріщини.
Результати дослідження середньої швидкості росту 
тріщини під час її крихкого стрибка в сталі 15Х2МФА(ІІІ) за 
циклічного навантаження при 293 К зображені на рис. 55. 
Середню швидкість динамічного підростання тріщини при її
крихкому стрибку означали виразом де АІС -
довжина стрибка 
тріщини; Аі - час 
між імпульсами АЕ, 
що відповідають 
моментам старту і 
зупинки тріщини. Зі 
збільшенням 
довжини стрибка 
тріщини зростає 
швидкість її
динамічного 
просування. Зміна 
довжини стрибка від 
0,2 до 0,7 мм дає 
збільшення УТр від 
50 до 170 м/с.
Дані про се­
редню швидкість 
росту тріщини під 
час її крихких 
стрибків в сталі 
15Х2МФА(ІІІ) по­
рівнювали з анало­
гічною величиною 
для сталі
Утр, м/с
Рис, 55, Залежність середньої швидкості крих­
кого стрибка тріщини від його довжини:
1 -  15Х2МФА(Ш) при 293 К, 2 -  15Х2НМФА 
при 183 К
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15Х2НМФА за циклічного консольного згину при температурі 
183К, отриманою з використанням давачІв послідовного 
розриву [220]. Сталь 15Х2НМФА при 183 К має такі ме­
ханічні характеристики: <тв=840 МПа, сгО 2=750 МПа.
Помітно, що нижчі значення УТр властиві сталі 
15Х2НМФА, котра при 183 К є менш крихкою (має вище зна­
чення в'язкості руйнування при статичному і циклічному 
навантаженнях), ніж сталь 15Х2МФА(ІІІ) при 293 К [220].
На рис. 56 зображена залежність середньої швидкості
динамічного росту тріщини від критичного КІН К с^і при
якому відбувається її стрибок. З ростом К^ с збільшується 
швидкість динамічного росту тріщини. Вказані результати 
узгоджуються з експериментальними даними [323], отрима­
ними при дослідженні зупинки динамічної тріщини в ДКБ 
зразках. З підвищенням критичного КІН зрушення тріщини 
за статичного навантаження довжина стрибка і максимальна 
швидкість тріщини зростають.
Застосований спосіб оцінки середньої швидкості росту
тріщини в процесі 
її крихкого
стрибка малої 
довжини має
обмежене застосу­
вання, оскільки пе­
редбачає визна­
чення довжини 
крихкого стрибка 
тріщини на підста­
ві дослідження 
зламу зразка
(об’єкта). Цей недо­
лік відсутній у за­
пропонованій мето­
диці [5]. Суть її 
зо 34 Аус, МПа^м полягає у тому, що
на д осл ід ж у-
Рис. 56. Залежність Середньої швидкості крихкого ваНОМу зразку 1 З
, . глі . тріщиною 2 (рис.стрибка тріщини від К  гг : 1 - сталь ^
15Х2МФА(Ш) при 293 К, 2 - сталь 15Х2НМФА Ь1 ^  Р °™ Щ У °Т Ь  
при 183 К два електро-
акустичних пє-
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и!
ретворювачі: З і 4 /з 
різних боків від вістря 
тріщини. Зразок
циклічно навантажують 
до старту тріщини і 
реєструють стрибок 
тріщини. Далі за 
допомогою двох електро­
акустичних перетворю­
вачів приймають сигнали 
АЕ, що випромінюються 
тріщиною в момент її 
старту і зупинки. При 
цьому на виході першого 
електроакустичного пе­
ретворювача 3 (першого 
каналу контролю) отри­
мують імпульси 5 і 6 
(рис. 57, б), на виході 
другого електроакустич­
ного перетворювача 
(другого каналу
контролю) - імпульси 7 і 
8 в моменти часу і2, 
і4 відповідно, котрі реєструють 
Параметри Д/с, Аіс, УТр і і 
обчислюють за формулами
АІ = ^ ~ ^з) •
Канал 1
Рис. 57. Методика виміру параметрів 
крихкого стрибка тріщини: а - зразок з 
тріщиною І електроакустичними пере­
творювачами; б характерні епюри 
сигналів з виходу першого і другого 
електроакустичних перетворювачів
за допомогою хронометрів, 
крихкого стрибка тріщини
ГТр = АІс / А (с ;
— тг /  сг і 
і = (Ьг -  с2т2) /  2\
2^ “  З^
де Ь2 - відстань між електроакустичними перетворювачами.
Обчислення вказаних параметрів можна здійснювати 
безпосередньо під час навантажування зразка за допомогою 
вимірювально - обчислювального комплекса ІВК - 7, в котрий 
попередньо вводять величини с2 і Ь2.
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3.2. База даних швидкості росту втомних тріщин
База даних була розроблена для упорядкування 
великого обсягу експериментальних результатів випробувань 
зразків на циклічну тріщинотривкість {швидкість РВТ). Вона 
містить також інформацію про матеріал, тип і геометричні 
розміри зразків, режим випробувань, режим навантаження 
тощо [221].
Система керування базою даних (СКБД) дає змогу в 
режимі діалогу проводити пошук потрібних масивів 
інформації і з допомогою прикладних програм здійснювати їх 
наступну обробку, обчислювати швидкість РВТ, розмах чи 
максимальне значення КІН, визначати коефіцієнти рівняння 
регресії для апроксимації окремих ділянок ДВР, виводити 
вказані характеристики І залежності у вигляді таблиць і 
графіків як для однотипних, так і різних зразків, режимів 
випробувань та матеріалів.
Основна інформація в базі даних має вигляд масивів 
величин навантаження: довжина тріщини - кількість циклів 
навантаження.
Враховуючи розкид даних за швидкістю РВТ, деколи 
зручніше порівнювати не апроксимуючі графіки, а експери­
ментальні точки. Крім того, в окремих випадках, для розра­
хунку довговічності важливих конструкцій енергомашино­
будування використовують не рівняння регресії, отримане 
обробкою експериментальних даних за методам найменших 
квадратів (чи якимось іншим), а рівняння верхньої огинаючої 
усієї сукупності результатів випробувань [68]. Наявність такої 
бази вихідної інформації дає змогу аналізувати межі засто­
сування лінійної механіки руйнування за різними критері- 
альними співвідношеннями.
Однією з важливих задач при створенні бази даних є 
розробка оптимального вхідного документа, що використову­
ється при підготовці даних для введення [106].
При його розробці враховували те, що:
- вхідні дані є однотипними;
- основне джерело інформації складають журнали 
випробувань на циклічну тріщинотривкість;
-  вхідні масиви мають приблизно однаковий розмір;
- забезпечення зручності для користувача.
Вхідний документ (табл. 4) складається з 22 типів за­
писів, котрі містять по одному ПОЛЮ. :
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Вхідний документ для збирання даних
Таблиця 4
Шифр Зміст Розмір
запису запису
01 Порядковий номер запису 1
02 Номер зразка 1
03 Температура, К 1
04 Матеріал 1
05 Тип зразка 1
06 Коефіцієнт асиметрії циклу навантаження 1
07 Частота навантаження, Гц 1
08 Попередня одноразова або циклічна
пластична деформація, % 1
09 Кількість циклів попереднього
циклічного навантаження 1
10 Форма циклу навантаження 1
11 Товщина зразка (і), мм 1
12 Ширина зразка (Ь), мм 1
13 Початкова довжина тріщини, мм 1
14 Поправка на форму фронту початкової
тріщини 1
15 Поправка на форму фронту кінцевої тріщини 1
16 Кількість змін навантажень ...... 1
17 Кількість вимірювань довжини тріщини 1
18 Масив порядкових номерів вимірювань
при зміні навантаження 20
19 Масив максимальних навантажень
циклу, кН 20
20 Масив мінімальних навантажень циклу, кН 20
21 Масив довжин тріщин, мм 50
22 Масив кількості циклів навантаження 50
Запис 01 містить порядковий номер запису в базу
даних. В записі 05 кодують тип зразка. В табл. 5 наведені 
типи зразків, використовуваних для дослідження швидкості 
РВТ і відповідний їм шифр. Досить важливою характеристи­
кою, що впливає на швидкість РВТ, є форма циклу 
навантаження, інформація про котру зберігається в записі 10. 
Табл. 6 містить шифри циклів навантаження різної форми. 
Тут базисними є перших чотири форми циклу навантаження 
(одночастотні). Інші отримують взаємним накладанням двох 
одночастотних форм.
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Т а б л и ц я  5
Відповідність М ІЖ  шифром типу зразка і його геометричними параметрами
Запис 13 містить інформацію про площину (базу), від 
котрої проводили вимірювання довжини тріщини. Якщо 
довжину тріщини в процесі випробувань вимірювали від 
вістря надрізу, то початкова довжина тріщини дорівнює 
довжині надрізу.
Поправка на форму фронту втомної тріщини (записи 
14,15) визначається відповідно до вказівок [150].
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Т а б л и ц я  6
Відповідність між шифром і формою циклу навантаження
Шифр
форми
Вид
навантаження
Форма циклу 
навантаження Примітка
01 одночастотне АЛЛ
02 одночастотне .АЛЛ
03 одночастотне _ги~
04 одночастотне /“V./
12 двочастотне 01+02
32 двочастотне run 03+02
42 двочастотке і— \ /
V ЛЛЛЛ/Г
04+02
Переважно під час випробувань на циклічну тріщино- 
тривкість для побудови повної ДВР ступінчасто знижують 
навантаження для отримання порогового КІН [150]. Як 
свідчить досвід, кількість ступенів навантаження не переви­
щує двадцяти, а кількість вимірювань приростів (довжин) 
тріщини не перевищує п'ятидесяти. Виходячи з цього були 
вибрані розміри масивів для записів 18-22.
Незважаючи на те що вхідний документ для бази 
даних швидкості РВТ має фіксований формат поля, 
проблеми, що звичайно виникають в таких випадках, в цьому 
випадку відсутні. Це пов'язано передусім з тим, що 
формування інформаційних масивів проводиться в
діалоговому режимі СКБД. Оскільки кількість змін
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навантажень і кількість вимірювань довжини тріщини 
(відповідно записи 16 і 17) задаються, то якщо довжина 
запису менша від довжини виділеного поля, вільні місця 
СКБД заповнює автоматично.
Особливо важливим при введенні даних є забезпечення 
контролю і виправлення помилок в записах. Первинний 
контроль помилок здійснюють під час введення інформацій­
ного масиву в базу завдяки одночасному виведенню їх на 
екран дисплея в зручному для огляду вигляді. Для 
вторинного контролю помилок передбачене виведення на 
дисплей графічних залежностей довжина тріщини - кількість 
циклів навантаження, швидкість РВТ - розмах КІН. При 
виявленні помилок інформаційний масив копіюється в 
окремий файл і після виправлення помилок відбувається 
повторний запис в БД. При цьому передбачений захист від 
випадкового помилкового запису в області, де вже 
зберігаються дані про інші зразки.
За середньої кваліфікації оператора введення у діало­
говому режимі інформаційного масиву для одного зразка роз­
робленого доку­
мента займає не 
більше 10 хв.
Функціо­
нальну структу­
ру бази даних 
відбиває рис. 58. 
Система реалі­
зована на базі 
керуючої міні- 
ЕОМ й А  16/240 
(обсяг опера­
тивної пам'яті 
128 кбайт) і пра­
цює у діалогово­
му режимі. Ре­
зультати випро­
бувань зразків 
організовані у 
вигляді тому зі 
змістом, що 
формується у 
режимі автома­
тичного ведення
АЦП
Цифровий
графолобу-
довувач
Графічний
дисплей Л ^Користувач ^
Проблемні наукові 
програми_____
Програми запису
1 .
СУБД £
— ж~
Програми 
тестування і
МД
Рис. 58. Функціональна структура бази даних
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файлів в каталог. Логічні записи всередині файлів мають 
сталу довжину. Накопичувані (нижній фіксований та верхній 
змінний магнітні диски) мають обсяг по 10 Мбайт. При 
копіюванні і відновленні файлів використовуються також 
магнітні диски.
Програмний комплекс системи, реалізований на алго­
ритмічній мові Фортран, також зберігається на магнітних 
дисках, утворюючи разом з інформаційною частиною повний 
архів системи.
База даних забезпечує виведення залежностей у 
вигляді графіків на планшетний цифровий графопобудовувач 
і в вигляді таблиць на АЦПУ.
V, лш}цикл
ю  20 40 60 В0 К ^ р М Ш і/л ї
Рис. 59. Приклад виводу графічної залежності з бази даних
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На цей час база даних містить інформацію про 
циклічну тріщинотривкість теплотривких сталей, що викорис­
товуються для виготовлення продукції машинобудування: 
15Х2МФАД), 15Х2МФА(ІІ), 15Х2МФА(ІІІ), 15Х2МФАА, 
15ХЗМФАА, матеріали зварних швів ЮХМФТ(І), 
ІОХМФТ(ІІ), 10Х16Н25АМ6, 04Х19Н11МЗ. Присутня також 
інформація про тріщинотривкість титанових сплавів та їх 
зварних з'єднань.
Забезпечення бази даних містить відомості про 
результати випробувань на циклічну тріщинотривкість 
приблизно 1000 зразків з різних матеріалів.
Використання розробленої БД істотно підвищує якість і 
скорочує термін написання науково-технічних звітів, статей. 
На рис. 59 наведений приклад залежності швидкості росту 
втомних' тріщин від максимального КІН, розрахованої за 
вихідною інформацією з бази даних.
Створену систему можна розвивати щодо матеріалів, 
режимів випробувань, типів зразків і конструкційних 
елементів, програмного забезпечення тощо.
3.3. Роль асиметрії циклу павантаження
Цей підрозділ містить результати дослідження впливу 
асиметрії циклу навантаження /г=0,1...0,95 на закономірності 
росту втомних тріщин в сталях 15Х2МФА(І), 15Х2МФА(ІІ), 
15Х2МФА(ІІІ), 15ХЗНМФАА і їх зварних швах Св- 
ІОХМФТ(І) і Св-ЮХМФТ(ІІ) за кімнатної температури [60, 
61,222].
Дослідження проводили при позацентровому розтягу 
компактних зразків завтовшки 25 мм.
На рис. 60, 61 зображені ДВР, а в табл. 7 наведені 
характеристики циклічної тріщинотривкості теплотривких 
сталей і їх зварних з'єднань при різних коефіцієнтах 
асиметрії циклу навантаження в умовах кімнатної 
температури [61,222]. Точки зі стрілками відповідають 
початку нестабільного (стрибкового) розвитку тріщини втоми. 
У випадку подання швидкості РВТ залежно від Хтжи. 
збільшення Я від ОД до 0,95 (0,89) істотно зменшує швидкість 
РВТ в сталях і зварних швах. Для сталі 15Х2МФА(І) 
збільшення Я від ОД до 0,75 в 15...20 разів зменшує швидкість 
РВТ. При збільшенні асиметрії циклу від /2=0,1 до 0,6 
швидкість РВТ в сталі 15Х2МФА(ІІІ) зменшується в 8...15
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Рис. 60. ДВР сталі 15Х2МФА(І) (а) і 15Х2МФА(ІП) (6) при 293 К та різній 
асиметрії циклу навантаження
разів залежно від рівня Ктах. Як загальну тенденцію для 
досліджених сталей і зварних швів слід зазначити, що зі 
збільшенням коефіцієнта асиметрії циклу навантаження 
швидкість РВТ, яка відповідає перелому ДВР (переходу від 
ділянки припорогового зростання тріщини до ділянки Періса), 
зменшується. Наприклад, для сталі 15Х2МФА(І) збільшення 
І? від 0,1 до 0,95 знижує вказану швидкість РВТ від 5х10'9 до 
2х10-10 м/цикл.
У сталі 15Х2МФА(ІІ) і 15Х2МФА{ІІІ), а також у 
зварному шві ЮХМФТ(ІІ), за кімнатної температури при 
Ктах>2^ МПа^м спостерігається нестабільний (стрибковий) 
розвиток тріщини втоми. Завершальному руйнуванню зразка 
передує декілька крихких стрибків тріщини, що чергуються з 
ділянками стабільного РВТ. Руйнування зразків з сталі 
15Х2МФА(І), 15Х2МФАА і зварного шва ЮХМФТ(І) при 
циклічному навантаженні відбувається одним стрибком. При 
цьому в одних випадках спостерігається квазікрихке 
руйнування, в інших - руйнувашшя внаслідок пластичного 
розкриття зразка.
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Рис. 61. ДВР сталі 15Х2МФА(ІІ) (а) , 15ХЗНМФАА (б), зварного шва 
Св-ЮХМФТ(І) (в) і СВ-ІОХМФТ(ІІ) (г)
Для сталі 15Х2МФА(ІІІ) при Л=0,89 стрибки тріщини 
спостерігалися вже при швидкості 8хЮ-10 м/цикл, і діаграма 
стабільного росту тріщини в цих умовах вироджується в одну 
точку. Таким чином, у сталі 15Х2МФА(ІІІ) при великих 
коефіцієнтах асиметрії циклу стрибковий розвиток тріщини 
спостерігається вже на припороговій ділянці. Збільшення 
асиметрії циклу навантаження від ОД до 0,87.„0,95 (рис, 62) 
супроводжується ростом К& і зменшенням розмаху ЛКф в 
сталі 15Х2МФА у всіх трьох станах. Подальше збільшенння К 
приводить до інтенсивнішого росту Л І не впливає на 
значення К(к для сталі 15Х2МФА(ІИ) і 15Х2МФА(І). Це 
узгоджується з даними праці [349], де відзначена сталість 
розмаху порогового КІН при високих значеннях її. Разом з
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Характеристики циклічної тріщ и нот рив кості
Т а б л и ц я  7
Матеріал Т,
К
К
МПа'/м
У~Л К У - к т^ Коефі-
ЦІЄНТ
кореля
Ції
Діапазон 
зміни V, 
м/цикл
Vг крі
м/цикл
С,
_м/_ЦИКЛ 
(Мпа^м) т
т
с ,
__м/шшл
{'МПа'/м)"1
ТГІ
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11
Сталь 1ВЗ 0,10 - - - - - - 1,8-10'7
15Х2МФА(І) 213 0,10 - - - - - - - 2,6-Ю-7
243 одо - - - - - - - 1,9-10-®
293 одо 8,2 2,9-Ю'13 3,738 1,7*10’ 13 3,762 0,968 110А . 1,4-10 '5 7,010-°
293 0,50 6,5 7,4-Ю'12 2,845 1,0Д0'12 2,853 0,990 2-Ю"9... 6 10-т -
293 0,75 5,1 1Д-10-11 2,746 3,110 13 2,746 0,967 210А . 1.2-10-7 ■ -
293 0,95 3,0 7,210-и 2,475 3,010 '15 2,835 0,918 6-Ю'10.. 4-Ю'9 -
623 ОДО 8,8 2,8-Ю"13 2,587 2,110'13 2,587 0,873 5*10-&... 5 10-7 -
Сталь 293 ОДО 7,5 ІД-ІО'1* 4,429 2.5 10-3 3,859 0,969 2-Ю"9... П О '7 9,1-10-®
15Х2МФА(Ш) 293 0,60 5,0 1,4-1 О*10 1,476 З.Т10'11 1,539 0,626 2-Ю'9... ІДО"7 -
293 0,80 2,8 а,0Ю '12 3,542 1.110 14 3,524 0,710 210 9-. ПО*7 “
363 одо - З.В-10-14 4,737 2.6-10-11 4,683 0,952 210-9... 210"6 2,1 10-8
393 ОДО 7,6 4 Д 1 0 12 3,132 1.9-10'5 3,255 0,958 2-Ю-9... 8-Ю-7 -
433 одо - 1.8Ю-10 2,056 1.5-10-10 2,056 0,980 зд оА . 6-Ю'6 6,2 10‘ 7
473 ОДО 2,7-Ю-10 1,828 2.1-10"10 1,939 0,968 6 1 0  А . з-ю -6 2,310-°
623 одо 5,5 7,7-Ю*11 2,611 1.2-10-11 2,611. 0,978 210"9... 1,4-10'6 -
623 0,75 3,7 1,6 Ю*10 2,287 .6.41 О*12 2,295 0,982 2-Ю-9-  3,4-10"7 -
123 одо 2,2 10-»
183 одо 1,5-10 '7
243 одо 9,9-10 '7
мм
З а к і н ч е н н я  т а  6 л. 1
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11
Сталь 293 0,10 3,05 2,94-10-^ 3,05 0,989 2,2-Ю-6
15Х2МФАА 293 0,75 3,21 3,02-10 '3 3,21 0,959 2,2-Ю'6
293 0,10 3,04 4,18 10"9 3,04 0,985
623 0,75 2,76 1,4810 8 2,76 0,938
Сталь 293 одо 9,9 1Д10-11 2,612 1,2-ІО*11 2,612 0,879 10Л.. 210*6
15ХЗНМФАА 293 0,75 4,7 7,5-Ю-12 2,870 1,4-10-13 2,870 0,974 10*®- 210 '7
623 0,10 В,0 1,(И0-12 3,481 6,9-Ю-13 3,481 0,981 з іо - 9... 310 '6
623 0,75 5,0 3,3-Ю-11 2,523 і д ю - 12 2,523 0,985 і о-9... 1 0 "
Зона 293 ОДО 6,6 ЗД-10'12 ЗД15 2,2 Ю'12 3,115 0,963 2-Ю-9... 6 10-6
термічного 293 0,75 3,7 1,3-10-11 2,811 2,6-Ю'13 2,811.- 0,952 10-®_ 2 10 '
впливу сталі 623 0,10 7,4 7,6-Ю'13 3,800 5Д-Ю-13 3,800 0,956 210“9... 510-6
15ХЗНМФАА
Наплавна із 623 одо 5,8 1,9 10~и 2,751 1,84-10-11 2,751 0,927 МОЛ.. 21 О в
сталі 623 0,75 4,7 1,9-Ю-11 2,875 3,0 ДО"13 2,926 0,893 2-Ю-9.., 510-7
10К16Н125АМ6
Зварний шов 293 ОДО 14,4 1Д>1012 3,270 1,010-12 3,321 0,915 5 10Л.. 210-н
СвІОХМФДІ) 293 0,75 - 4,4-10-12 3,264 4,8-Ю-14 3,364 0,988 6 1 0  е... з ю * 7.
т \Ша^ ДК(Я'МШч'м ЛК^  МПамлИ[Ьчм дкл-мпа>'м К* 'К*. ми
0,4 0 ,8  В  0 0 .4  0 ,8  Н О Ц.4 0.8 ї ї
Рис. 62, Залежність ЛКл , К (}і, А К ^ ец  І К^с . сталі 15Х2МФЛ(І) (а); 
15Х2МФА(ІІІ) (б); 1Г>Х2МФА(ІІ) (в) від асиметрії циклу навантаження
тим для сталі 15Х2МФА(ІІ) зі збільшенням асиметрії циклу 
навантаження ЛК{(і зменшується неперервно. У деяких випад­
ках для пояснення впливу асиметрії циклу навантаження 
ефективно використовується концепція закриття тріщини.
Збільшення максимального КІН циклу неоднозначно 
впливає на відносний КІІІ Кор/Ктлх. Для сталей 15Х2МФАЦ), 
15Х2МФА(ІІ), 15Х2МФА(ІІІ), а також зварних швів Св- 
ЮХМФТ(І) і Св-ІОХМФТ(ІІ) при Л=0,35 зі збільшенням Ктах 
відношення Кор/К1пах збільшується в припороговій області ДВР 
І знижуєтся при більш В И С О КИ Х  значеннях А'таа; (рис. 63). 
Однак залежність КоріКтах від Кгпах для сталей 15Х2МФА(ІІ) і 
15Х2НМФАА при Л=0,1 є спадною.
Порівняння свідчить, що з трьох станів сталі 15Х2МФА 
при однакових значеннях К.тах найбільше відношення Кор-'Ктах 
має сталь 15Х2МФА(І), а найменше - сталь 15Х2МФА(ІІ). 
Таким чином, збільшення порогу текучості від 584 до 800 МПа 
зменшує КІН Кор, а наступне підвищення до 1100 МІІа 
збільшує КІН, при якому відбувається закриття тріщини.
Для зварного шва Св-ЮХМФТ характер впливу порогу 
текучості на Кор визначається рівнем В припороговій
області величина Кор більша для зварного шва Св-ЮХМФТ(І), 
а на середній ділянці ДВР - для Св-ІОХМФТ(ІІ). Як бачимо, 
для зварного шва крім структурних чинників (розмір зерна і
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т. п.) на закриття тріщини істотно впливають залишкові зварні 
напруження, котрі не є однакові для ЮХМФТ(І) і 10ХМФТ(ІІ) 
через різну термічну обробку після зварювання (див. табл. 1).
Кьр.'Кпьх- 2 0  ЗО 4 0  10 2 0  ЗО К ^ ^ М П а -.ім
V . .
0,0
0,4
0,2
0
0,8
fi.fi
ОД
0,2
0
10 20 ЗО Кт^ ,МПаім ОД 0,2 0,3 ОД II
Рис. 63. Залежність К ,„ / К тах від К.тах (а-в) та від К  (г):
1 - 15Х2МФА(І); 2 , 3 , 8 . -  15Х2МФАЦІ); 4 - 13Х2МФА(ІІІ);
5 - Св-ІОХМФТ(І); 6 - Св-ІОХМФТ(ІІ); 7 - 15Х2НМФАА
Збільшення коефіцієнта асиметрії циклу. навантаження 
від 0,1 до. 0,35 у 1,5„.3 рази збільшує відношення К0{/Ктах 
сталі 15Х2МФА(ЇІ) залежно від рівня Ктах (рис. 63, г). Разом з 
тим значення Л=0,35 є граничним для сталі 15Х2МФА(ІІ) в
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УіМЩикл
V, мі цикл
Рис. 64. Залежність швидкості РВТ від ефективного розмаху КІН ЛК^/ при 293К і 
і—25 мм: а - зварний шов Св-ЮХМФТ(І); б - зварний шов Св-ЮХМФТ(ІІ); 
в - сталь 15Х2МФА(П); г - сталь 15Х21ШФАА. Д=0,1 (1); 0,35 (2); 0,75 (3); 0,85 (4)
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тому розумінні, що при вказаній асиметрії все ще спосте­
рігається закриття тріщини втоми. При Я“ 0,35 тріщина 
залишається відкритою протягом усього циклу навантаження
в діапазоні зміни Ктах від до Кус,
Швидкість РВТ в сталі 15Х2МФА(ІІ) і зварних швах 
Св-ЮХМФТ(І) та Св-ЮХМФТ(ІІ) не залежить від асиметрії 
циклу навантаження Я = 0Д„.0,95 у випадку, якщо розглядати 
залежність від розмаху КІН (рис. 64).
Слід відзначити, що для сталей 15Х2МФА(П), 15ХЗНМФА, 
а також зварного шва Св-ЮХМФТ(ІІ) при Я = 0,75 закриття
тріщини не спостері­
галося, і діаграма Р - 5 є 
прямою лінією.
На рис. 65 зобра­
жені результати дослід­
ження впливу асиметрії 
циклу навантаження на 
довжину крихких • стриб­
ків втомної тріщини в 
сталі 15Х2МФА(ІІІ). Змі­
на Я від 0,1 до 0,85 не 
впливає на залежність 
Аі'с -  К^ с , котра в напів- 
логарифмічних коорди­
натах може бути зобра­
жена прямою лінією.
Зі збільшенням ко­
ефіцієнта асиметрії цик­
лу навантаження від 0,1 
до 0,87 (0,95) критична 
швидкість росту тріщини 
(рис. 66) для сталей 
15Х2МФА(Г) і 15Х2МФА(ПГ) 
монотонно зменшується 
Рис.. .65. Залежність довжини крихкого від 1...2,2x10"7 (1,..1,5х10"й) 
стрибка втомної тріщини від Х^.для до 0,8.,.1х10-^  (5x10- )^
сталі 1оХ2МФА(Ш) при 29 ЗК; К=6,1 (1); м/цикл (в дужках пода- 
0,21 (2); 0,6 (3); 0,83,.,0,85 (4). Світлі ються значення для сталі 
значки *- стрибок усередині зразка, темні 15Х2МФА(І)).
- стрибок по всій товщині
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На рис. 67 дані про критичну швидкість РВТ наведено в 
логарифмічних координатах Ук - /# (1-Е3). У діапазоні зміни Я 
від 0 до 0,980 для сталі 15Х2МФА(І) і в діапазоні вимірювання 
Я від 0 до 0,890 для сталі 15Х2МФА(ІІІ) вказані залежності 
можуть бути апроксимовані прямими лініями. При подаль­
шому збільшенні Я критична швидкість РВТ залишається 
практично незмінною і можна вважати, що вона дорівнює 
Ю"10 м/цикл.
Кр,м/чикл
Рис. 66. Залежність критичної швидкості РВТ в 
сталі 15Х2МФА(І) - 1 і 15Х2МФА(ІІІ) - 2 від 
коефіцієнта асиметрії циклу навантаження 
при 293К
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Рис. 67, Залежність критичної швидкості РВТ в сталі 
15Х2МФА(І) -  1 і 15Х2МФА(ІІІ) - 2 від коефіцієнта 
асиметрії циклу навантаження при 293 К у подвійних 
логарифмічних координатах
Нестабільний ріст втомної тріщини. Закономірності 
нестабільного РВТ досліджували при позацентровому розтягу 
компактних зразків завтовшки 25 мм при температурі 293 К і 
коеєфіцієнті асиметрії циклу навантаження 0,1. Під час 
випробувань на полірованій поверхні зразка за допомогою 
оптичного мікроскопа визначали приріст тріщини (0,14...0,5 мм) 
з точністю до 0,014 мм. Для визначення приросту тріщини, 
меншого від 0,14 мм, використовували метод пружної 
піддатлості. При цьому вимірювали переміщення точок біля 
вістря тріщини, розташованих симетрично відносно її 
площини на відстані 2,5 мм. Детально методика вимірювання 
довжини тріщини викладена в п. 3.1. Оскільки форма фронту 
тріщини не є прямолінійною, то методом піддатлості 
визначали середній по товщині приріст тріщини.
Малий приріст тріщини обчислювали з емпіричної 
залежності Ав/АК^г -г, яка в межах г—0...1,5 мм є лінійною 
(п. 3.1).
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Приріст тріщини Аг - г"-г' визначається таким чином:
АІ = Аг = ( ^  /  ж « ,) ' - (А б  /  АК,„ )'  ^ (81)
Рг
де $2 ~ тангенс кута нахилу залежності Ад/АК^  до осі абсцис.
Враховуючи, що при малому прирості тріщини (менше 
0,14 мм) Ктах, а отже, і АКф практично незмінні, вираз (81) 
можна подати у вигляді
Аг = А д"~  А д ’
Безпосередньо під час випробувань за допомогою міні- 
ЕОМ здійснювався запис вимірюваних величин Р і 8  на 
магнітний диск. Методика числової обробки діаграм Р-8 і 
визначення А8 і АКф описана в п, 3.1.
Запис Р і 5 на зовнішній запам’ятовуючий пристрій
проводили періодично через А№ циклів AN=AN]+AN2■ Тут ААГ] -
кількість циклів, протягом яких здійснювали безперервний
запис діаграми; ЛМ2 - тривалість паузи запису в циклах.
Співвідношення між Л/// і АІМ2 вибиралося у  кожному
окремому випад-* До/ку залежно від еп
швидкості РВТ.
Частота наван­
таження протя­
гом періодів АІЇ} (дз/дк^) 
і АИ2 була відпо­
відно ОД і 1 Гц.
Крім того, про­
водили непе- (д5/дКи//)  
рервний запис 
розкриття трі­
щини. Це дало 
змогу інтерпо­
лювати значення (дб/дК^Д 
приросту тріщи­
ни в діапазоні
к іл ь к ост і ЦИКЛІВ ? ис' 68. Залежність АЗ/ЛК^ц  від відстані до вістря 
л м  тріщини
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Нижче викладені закономірності розвитку втомної 
тріщини в сталі 5Х2МФА(І), 15Х2МФА(ІІ), 15Х2МФА(ІН) і в 
зварному шві ІОХМФТ(ІІ).
На рис. 69 показана ДВР сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 
293 К, котра складається з трьох ділянок: припороґового (І), 
середнього (II) і нестабільного (крихкими стрибками) РВТ 
(III). При визначенні швидкості РВТ на III ділянці врахову­
вали тільки довжину стабільного приросту тріщини між 
стрибками [193]. У цьому випадку ділянка III кінетичної 
діаграми описується рівнянням типу Леріса з тими ж сталими 
С і  т.
Детальне дослідження, результати якого наведені 
нижче, стосується ділянки III ДВР, тобто розглядаються 
закономірності РВТ тільки між крихкими стрибками тріщини 
[147].
У, м/цикл
8 10 20 ЗО Ку ,МПа
130 Рис. 69. ДВР сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 293К і Я=0,1
Аналіз результатів вимірювань приросту тріщини 
втоми показав, що стабільний розвиток тріщини є чер­
гуванням інкубаційного періоду і періоду неперервного РВТ. 
На рис. 70 представлені результати дослідження залежності 
приросту тріщини М(Лг) від кількості циклів навантаження 
між її крихкими стрибками. Розвиток тріщини втоми при
Ділам
Рис. 70. Залежність довжини приросту тріщини в сталі 15Х2МФА(ІІІ) 
при 293К від кількості циклів навантаження (а) і схематизація одного 
блоку нерегулярного РВТ (б), І0=16,26 мм, ^<„$=30,1 Мпа^ м; стрілки з 
поличкою - крихкі стрибки тріщини, цифри відповідають номеру
стрибка тріщини
> К с^ на ділянці між двома послідовними стрибками трі­
щини відбувався таким чином. Напочатку прикладання 
циклічного навантаження до зразка з первинною тріщиною 
(/0=16,28 мм) не призводило до росту тріщини. Тільки після 
N  * 120 циклів тріщина починає рости в кожному циклі 
навантаження, тобто неперервно. Чергування періодів росту 
тріщини і її зупинок повторюється багаторазово, доти, доки 
не відбудеться крихкий стрибок тріщини.
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Після крихкого стрибка тріщини описана картина 
повторюється. Слід відзначити, що в раніше виконаних 
працях також отримані результати, що свідчать про 
нерівномірність розвитку тріщини втоми в деяких 
конструкційних сталях [8,380]. Водночас, хоча існують неза­
перечні докази того, що втомна борозенка утворюється 
протягом одного циклу навантаження, в деяких матеріалах, 
наприклад в алюмінієвих сплавах [54,360], при великих 
значеннях Щ° відповідають правій частині ділянки її
кінетичної ДВР, втомні борозенки, як правило, відсутні [28],
Блок процесу стабільного РВТ можна охарактеризувати 
такими параметрами: АІн - величина неперервного приросту 
тріщини; А№3 -  кількість циклів періоду затримки росту 
тріщини (інкубаційний період); ЛИН -  кількість циклів, 
протягом яких тріщина росте безперервно (рис, 70,6),
ДМЦ = М я+
Досліджений вплив максимального КІН на параметри блоку 
стабільного розвитку тріщини втоми. На рис. 71 зображені 
експериментальні залежності неперервного приросту тріщини 
АІН в блоці і приросту тріщини між двома послідовними 
крихкими стрибками АІу в сталі 15Х2МФА(ІІІ) від значення 
Купах, на яких можна виділити три ділянки. На ділянці А зі 
збільшенням Купах від ЗО до 36 МПа-Ум неперервний приріст 
тріщини збільшується від 0,05 до 0,16...0,2 мм а приріст 
тріщини між двома її послідовними крихкими стрибками 
зменшується. При Купах >  38 МПал/м (ділянка Б) неперервний 
приріст дорівнює приросту тріщини між крихкими стрибками. 
Отже, між двома стрибками тріщини вміщується від 1,5 до 0,5 
блока. При цьому права межа ділянки Б відповідає випадку, 
коли підростання тріщини взагалі відсутнє, тобто АІу=Аін-0 . 
Таким чином, на ділянці Б, так само як і на ділянці А, зі 
збільшенням Купах довжина втомного підростання тріщини 
між крихкими стрибками зменшується. Проте, на відміну від 
ділянки А, на ділянці Б зі збільшенням Ктахі приріст тріщини 
АІп також зменшується.
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Ділянка В 
характерна від­
сутністю при­
росту тріщини 
втоми між крих­
кими стрибками. 
Тут зі зб іл ь ­
шенням Ктпах 
відбувається 
лише
зменшення інку­
баційного пері­
оду Щ .
Зі збіль­
шенням Ктах від 
31,2 до 35 
МПал/м (рис. 72) 
інкубаційний 
період змен- 
30 40 к МПа^  шується при-
Рис. 71. Залежність неперервного приросту тріщині! ОЛИЗНО ВІД 141)
в блоці А1Н ц ) і приросту тріщини між стрибками ЦИКЛІВ,
А 1у (2) від максимального КІН для сталі період дискрет- 
15Х2МФА(ІІІ) ного РВТ -  з 350
до 50 циклів.
Таким чином, якщо при нижчих значеннях відношення 
Ш п/ Ш 3 дорівнює приблизно 2,5, то зі збільшенням АГтах 
воно зменшується і при ІІГтах=35 мПаТм приблизно становить 
одиницю.
Причому в діапазоні Г^тах=30...35 МПа-Ум (рис. 73) інку­
баційний період, що передує неперервному росту тріщини 
втоми, приблизно на порядок менший від кількості циклів 
навантаження між крихкими стрибками тріщини. При 
Ктах> 40 МШи/м крихкий стрибок тріщини відразу приводить 
до повного руйнування зразка,. оскільки Ктах> Тому
експериментальна залежність отримана тільки для Ктах<  35 
МПал/м. Очевидно, що при значеннях Кт^  > 44 МПа>/м 
залежності 1 і 2 збігаються, оскільки з аналізу ділянки В на 
рис. 73 випливає, що за такої умови підростання тріщини між 
крихкими стрибками відсутнє і у цьому випадку
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Рис. 72. Залежність інкубаційного періоду ЛАТ, (а) і 
періоду неперервного росту тріщини (б) в сталі 
15Х2МФА (III) від Ктах при 293 К: 1 -  г0=16,28 ми, 
К тлтл= 31.0 МПа-Ум"; 2-Ід“ 12,5мм, МПа%^м”
Дly~ Alh=  0, На рис. 73 штрихпунктирною лінією позначено 
прогнозовані залежності (криві 1 і 2) для великих Кттшх.
Біля вістря тріщини під впливом циклічного наванта­
ження відбувається накопичення пошкоджень і принципово 
важливим є виявлення його механізму. Відомо, що за 
малоциклової втоми при випробуванні гладких зразків 
залежно від виду навантаження \єа = const чи cra=const) 
руйнування може відбуватись внаслідок накопичення втомних 
або квазістатичних пошкоджень.
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Рис. 73, Залежність критичного КІН К ^  від кількості 
циклів навантаження між крихкими стрибками тріщини 
(1) І КІН Кдаоа; від інкубаційного періоду росту тріщини (2) 
в сталі 15Х2МФА(ІЇІ). Точки з стрілками відповіда­
ють повному руйнуванню зразка
На рис. 74 зображені залежності розмаху розкриття 
тріщини Ад, КІН відкриття тріщини і приросту тріщини Д/ від 
кількості циклів навантаження в межах одного блоку 
стабільного росту тріщини. Як бачимо, розмах розкриття 
тріщини і КІН Кор протягом інкубаційного періоду і періоду 
росту тріщини втоми не змінюється. Це свідчить про те, що 
рівень залишкових стискувальних напружень в околІ вістря 
тріщини, які інтегрально характеризує Кор (при відсутності 
закриття тріщини, обумовленого утворенням оксидної плівки і 
шорсткістю поверхні руйнування), також не змінюються у 
блоці стабільного РВТ,
Все це дає змогу стверджувати, що в діапазоні 
^тая= 30...35 мПал/м у вістрі тріщини реалізується жорстке 
навантаження (^а=сопзї) і вичерпання пластичності між 
крихкими стрибками відбувається саме внаслідок накопи­
чення втомних пошкоджень.
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Рис. 74. Залежність розмаху розкриття тріщини Лд (1), КІН 
(2) і приросту тріщини ЛІ (3) від кількості циклів навантаження 
{І0= 1 ?,О8 мм, К таі=30,9 МПал/м)
На основі досліджень встановлено також, що 
нерегулярний ріст втомних тріщин спостерігається і для 
сталей 15Х2МФА(І), 15Х2МФА(ІІ), зварних швів Св- 
ІОХМФТ(І) та Св-іОХМФТ(ІІ) при кімнатній температурі і 
швидкості РВТ, що перевищує 10~8 м/цикл. Отримані для цих 
матеріалів закономірності нерегулярного росту втомної 
тріщини аналогічні показаним на рис. 70, 72, 74.
3,4. Попередня одноразова пластична деформація 
матеріалу без тріщин
Дослідження впливу попереднього навантаження на 
тріщинотривкість сталі 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІГГ) проводи­
ли розтягом пластин з бічною тріщиною (див. рис. 40,6) і 
компактних зразків (дав. рис. 39) [23,182]. Товщина зразків із 
сталі 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) дорівнювала відповідно 12,5 
і 7,5 мм. Методика дослідження впливу попередньої 
пластичної деформації детально описана у п. 3.1.
■ На' рис. 75 і 76 зображені ДВР сталей 15Х2МФА(І) і 
15Х2МФА(ІІІ) в осях при різній попередній
пластичній деформації. Характеристики циклічної 
тріщинотривкості наведені у  табл. 8. Тут С і т -  відповідно 
коефіцієнт і показник рівняння ГГеріса (43), отримані обробкою 
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експериментальних даних за методом найменших квадратів з 
використанням програми ДБКРЬ на мові ФОРТРАН.
Рис. 75. Залежність швидкості РВТ у сталі 15Х2МФА(І) від розмаху КІН 
при 293К (а) і при 183К (б): епр=0 (1); 0,019 (2); 0,133 (3); 0,052 (4); 0,110 (о)
Збільшення попередньої пластичної деформації (рис. 75) 
від 0 до 0,133 незначно збільшує швидкість РВТ в сталі 
15Х2МФА(І) при 293 К на середньоамплітудній ділянці 
діаграми та істотно (приблизно в 6 разів) знижує прилорогову 
швидкість РВТ, підвищуючи одночасно пороговий КІН.
Пластичне деформування розтягом приводить до 
зниження (приблизно в 1,5.„2 рази) швидкості РВТ у сталі 
15Х2МФА(І) при температурі 183 К на середньоамплітудній 
ділянці діаграми.
У сталі 15Х2МФА(ІІІ) спостерігається дещо інший 
характер впливу одноразового деформування на швидкість 
розвитку втомної тріщини. Як випливає з рис. 76, збільшення 
пластичної деформації від 0 до 0,052 істотно збільшує 
припорогову швидкість РВТ та зменшує пороговий КІН ЛКг^  з 
9,7 до 8,5 МПал/м порівняно з попередньо недеформованою 
сталлю 15Х2МФА(ІП). На- середній ділянці діаграми при 
Ктах> 14 МПаТм попередня пластична деформація
неоднозначно впливає на швидкість РВТ. Якщо при Д&'—Іб 
МПал/м швидкість РВТ для сталі в первісному стані 
приблизно втричі більша, то зі збільшенням ЛК ця різниця
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У.м/циклзменшується 1 при 
АК -  22 МПа-Уіл
швидкість розвитку 
тріщини втоми при 
епр=0; 0,052; 0,078 
практично збігаєть­
ся. На середній ді­
лянці ДВР найбіль­
ше зниження швид­
кості РВТ порівняно 
з первісним станом 
спостерігається піс­
ля деформації, яка 
відповідає макси­
мальному рівномір­
ному подовженню 
епр” ев= 0)052. По­
дальше зростання 
епр до 0,078 в сталі 
1оХ2МФА(Ш) прак­
тично не впливає на 
швидкість РВТ . на 
середній ділянці 
ДВР, проте знижує 
припорогову швид­
кість розвитку 
тріщини втоми.
Проаналізуємо отримані результати з позицій закриття 
тріщини. Відомо, що при циклічному навантаженні закриття 
(розкриття) тріщини відбувається при розтягуючих наванта­
женнях.
Залежно від первісного стану матеріалу (окрихчений чи 
пластичний) (рис. 77) попередня пластична деформація 
різним чином впливає на характер зміни Кор від Кт^  Для 
сталі 15Х2МФА(ІІІ) при ДА>15МПаі/м збільшення епр від 0 до 
0,078 збільшує КІН Кор до 1,5 раза. Причому при всіх дефор­
маціях залежність Кор~АК на правій ділянці має гори­
зонтальне плато. У припороговій області (ААГ<12 МПа-Ум)
Рис. 76. ДВР сталі 15Х2МФА(ІП) при 293К ІК=0, 
е„р=0 (1); 0,052 (2); 0,078 (3)
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Характеристики тріщинотрквкості сталей 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(Ш ) за різної попередньої пластичної деформації
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Рис. 77. Залежність Кор сталі 15Х2МФА(І) (а) і 15Х2МФА(ІІІ)
(6) від розмаху КІН при 293К і К=0
вищевказане збільшення пластично! деформації знижує Кор 
для сталі 15Х2МФА(ЇІІ). Разом з тим, для сталі 15Х2МФАФ 
збільшення попередньої деформації від 0 до 0,133 дає 
еквідистантний зсув залежності К0„- АК вліво.
Для сталей 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) незалежно від 
величини попередньої пластичної деформації, існує єдина 
залежність швидкості РВТ від ефективного розмаху КІН (рис 
78). З двох сталей вищий опір розвиткові тріщини втоми на 
середній ділянці ДВР має сталь 15Х2МФА(І), а на припо- 
роговій ділянці - сталь 15Х2МФА(ІІІ).
Отже, можна дійти висновку, що вплив попередньої 
пластичної деформації на швидкість; РВТ у сталях 
15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) відбувається, головним чином, 
внаслідок зміни напружено-деформованого стану в околі 
вістря тріщини.
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Рис. 78. Залежність швидкості РВТ в сталі 15Х2МФА 
відносно ефективного розмаху КІН
На рис. 79 представлено експериментальні дані про вплив 
відстані від вершини тріщини т на відношення Л6/ЛКе^  для 
сталі 15Х2МФА(ІІ) при різній попередній деформації [190]. 
Незалежно від попередньої пластичної деформації (епр — 
0...0,78) вказані експериментальні дані при г < 2,5 мм описує 
єдина лінійна залежність. Ця обставина може бути 
використана для визначення розмаху розкриття вершини 
тріщини за результатами вимірювання переміщення берегів 
тріщини на деякій довільній відстані від її вістря. Слід 
відзначити, що побудована залежність Л6/Ке^ - г справедлива
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Л £ /Л К е_/у,м км /М П а^м
Рис, 79, Залежність ЛіИЦ# для сталі 15Х2МФА(ПІ) при 293К і Я“ 0, 
ЄпР=0 (1); 0,031 (2); 0,052 (3); 0,078 (4); І=11,8„35,3 мм,
Ктаг=16...35,3 МЛа^м
тільки за відсутності на правій ділянці діаграми Р-5 
нелінійності, пов'язаної з пластичним затупленням вершини 
тріщини [101]. В іншому випадку розкриття тріщини, 
обчислене з використанням вказаної залежності, виявиться 
заниженим. З аналізу залежності Л5/Кє^  -  г можна зробити 
висновок, що при циклічному навантаженні як де­
формаційний підхід (розкриття тріщини), так і силовий (КІН) 
з урахуванням закриття тріщини мають однакові
можливості опису тріщинотривкості сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 
К< 35 МПаТм. ;
У сталі. 15Х2МФА(І) при 183 К і 15Х2МФА(ІІІ) при 
293 К як у первісному, так і у деформованому стані на правій 
ділянці спостерігається нестабільний розвиток тріщини втоми 
[23]. При цьому параметром переходу від стабільного до 
нестабільного (стрибкового) РВТ може слугувати критична 
швидкість росту тріщини втоми Укр [193]. Збільшення 
попередньої пластичної деформації істотно знижує критичну
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швидкість РВТ (див. табл. 8). На рис. ВО зображена 
залежність довжини крихкого стрибка тріщини AVC від 
критичного КІН Kj-C для сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 293 К  
Помітно, що збільшення попередньої деформації від 0 до епр= 
ев~ 0,052 при фіксованому значенні майже вдвічі
зменшує довжину крихкого стрибка тріщини. Подальше 
збільшення попередньої пластичної деформації (епр >  ев) до 
0,072 збільшує довжину стрибка тріщини більш ніж вдвічі 
порівняно З All при епр = ев .
Відповідно до [139] довжина крихкого стрибка тріщини 
при значеннях Ще < K Dc визначається розміром зони 
пошкодження d] за формулою (36).
Попереднє пластичне деформування до рівня єпр <  ев 
зміцнює матеріал і. ймовірно, збільшує його циклічну межу 
пропорційності За формулою (36) це зменшує зону
пошкодження і разом з тим зменшує довжину стрибка 
тріщини при однаковому значенні критичного КІН Kljc ,
АІс ,м м  . бпр -  ев  ДІс ,мм
Рис. 80. Залежність довжини крихкого стрибка тріщини в сталі 
15Х2МФА(ІІІ) від критичного КІН (а) і епр (б): епр=0(1); 0,022 (2); 0,052 (3);
0,078 (4); 28 (5), ЗО (6), 32 МПаТ^ (7) ' ~ >
143
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ИРь Вплив одноразової пластичної деформації на циклічну тріщино? ривкість п ри  293 К
№
п/п
Матеріал,
літературне
джерело
<Гв/&0,г Попередня деформація £,
мм V
А К ,
МПа^м
Фор­
мулаВ и д Міра дефор­
мації, 
мм/мм
Відпал
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
1 7475 [427]*г 1,52 - 0 - 1,0 - 7...36 (84)
[318]* хв од 373К, 1 год 3,0 (3,0)*2 8._40
0,2 п ц 4,0(6,0)*2 (84)
2 7475 [345] 1,67 - 0 - 2,5 - 10 (84)
хв ОДІ - і д зі
0,22 - 3,0 93
0,31 - 3,5
3 2024 [423] 1,5 - 0 - 3,0 - 20 (83)
[318] р 0,03 - _____ _______
99
4 Амгб 2,03 0 - 2,3 - 12,4
[113,313] хв 0,30 - 5,0 2,6 99
0,45 - ?) 13,0 п
5 99,95 %  Си 3,93 - 0 - 6,35; 9,0 - 6,0
[369] хв ОДІ - п 3,3*4
0,31 - 10*4
6 Залізо 1,32 - 0 - 15 - 10
0,035%С хв 0,25 - п одз М
[74] п 0,50 - одз 97
7 0,67 %С 2,01 - 0 - 5,0 - 30._45 (83)
[246] хв 0,01 - 2,0 99
0,01 “ 39 2,0
П р о д о в ж е н н я  т а б л .  9
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
8 оосоь 2,00*3 - 0 1,1 - 20
450ПЬ хв 0,05 - Н 0,57
0,04С; 0,043; 0,20 - 9} 0,50 п
ІДЙМп;
0£9Сг,
0,05А1; 0Д8Р;
0,0053;
0,006Щ467]
9 ІЮСОЬ 1,48*3 - 0 498 К 1,1 - 20
450БЬ хв 0,05 - 0,4 1»
Хім.склад 0,20 - 0,24 п
цей же
Ї4671
10 15Х2МФА 1,21 - 0 - 12,5 - 20 (53)
(І) Р 0,092 - 0,6 _ Г * _
0,132 - 0,6 п
11 15Х2МФА 1,09 - 0 - 7,05 - 16 (53)
(П) Р 0,052 - _ ї » _ 0,33
0,078 - 0,33 ^19
12 Сплав 1201 1,48 . - 0 - 2,5.-5 - 15 (83).
[ Щ Р 0,01 448К, Л 0,707 і*
0,03 Ібгод 0,760 р)
0,05 >1 0,834 І ї _
СП
03
З а к і и ч е н н я т а б л  9
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
13 0,20С; 1,38 - 0 - 1,0 - 12,4 (83)
0,158 і; Р 0,06 0,628
0,421^; п 0,09 - 0,428
0.015Р;
0,028і;
Решта Ре
Ї304Ї
14 Сталь - - 0 - 12,5 - - (83)
В2772 Р 0,02 -
0Д4С; 0,04 -
1,5Мп [274] 0,06 -
0,08 -
Т9 ОДО -
15 АМгб - 0 - - 12,0 - - (53)
___ Е___ одо - - 12,0 10,0
хв -  холодне вальцювання; 
р -  розтяг;
- у дужках вказане джерело, звідки взята характеристика;
*2 ~ дослідження проводили у вакуумі;
*3 -  умовний поріг текучості визначали при допуску на пластичну деформацію ОД %;  
” Я ~К т т У ^т вх~ :0,3.
Збільшення ж  довжини крихкого стрибка тріщини (рис. 80) 
пов'язане з наступною зміною міцнісних властивостей сталі і 
особливостей структури матеріалу (появою мікрошпар) [58].
Аналіз результатів, отриманих у працях [30,74,75,95, 
113,136,170,233,246,274,297,304,340,345,369,389,395,423,427, 456, 
467], а також даних табл, 9 дає змогу стверджувати, що 
попереднє навантаження неоднозначно впливає на швидкість 
РВТ не тільки у ; матеріалах різних класів (алюмінієві сплави, 
мідь, вуглецеві та нержавкі сталі), але в окремих випадках у 
матеріалах одного і того ж класу.
У вищезазначених працях, з котрих були запозичені 
дані циклічної тріщинотривкості сталей, пластичну 
деформацію під час розтягу визначали виразом
Лєпр = А а / а ,  (83)
де Аа -  абсолютне видовження; а -  база вимірювання.
У випадку вальцювання міру обтискування
обчислювали на основі формиули
= / и ^ - .  (84)
де Х0 та Х1 -  товщина пластини до і після вальцювання 
відповідно.
Чутливість швидкості РВТ до одноразової пластичної 
деформації оцінювали коефіцієнтом
^ ^пр  ^^ вих, (85)
де УцрХеих -  відповідно швидкість РВТ в деформованому і 
первісному матеріалі.
В табл. 9 наведено діапазон швидкості РВТ для 
вихідного матеріалу, в якому відзначається одинаковий 
характер впливу попередньої пластичної деформації на 
швидкість РВТ, а також розмах КІН, при якому визначається 
коефіцієнту. .
Існуючі дані щодо впливу одноразової пластичної де­
формації на пороговий КІН є менш повними як по кількості, 
так і по охопленню різних класів матеріалів порівняно з 
даними про швидкість РВТ [274,303,345,369]. Збільшення
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деформації (рис. 81) (холодне вальцювання, розтяг) приводить 
до зниження порогового КІН міді (<?в/сго2~ 3,93)'при Я=0,1; 
0,3^  алюмінієвого сплаву 7475 (сгв/ а 0і2 = 1,67), сталі з 0,14%С, 
а також сталі 15Х2МФА(ІІІ) {(тв/ а02 ~  1,09) при епр> ев, 
проте, підвищує пороговий КІН заліза (&в/ет0і2= 1,32), сталі 
15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) при епр> ев. Пороговий КІН 
сталі 15Х2МФА(І) при епр> ев практично не залежить від 
попереднього деформування.
Д , МП Д К  МП а/м
Рис. 81. Залежність порогового і ефективного
порогового розмаху В*Д попередньої, пластичної
деформації. Номер символу відповідає порядковому номеру 
в табл. 9
Оскільки попереднє пластичне деформування збільшує 
межу текучості матеріалу, то, враховуючи відомі дані про 
залежність порогового КІН конструкційних сплавів різних 
класів від порогу текучості, можна зробити висновок, що із 
збільшенням попереднього пластичного деформування 
характеристика ДК& буде зменшуватись [157].
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Отримане відхиленння від вказаної залежності для 
сталей 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІП) гтри епр >  ев, а також для 
заліза пов'язано з особливостями формування структури в 
процесі попереднього пластичного деформування. Як 
відзначалось вище, при розтягу зразків зі сталі 15Х2МФА(І) і 
15Х2МФА(ІІІ) при > ев відбувається зародження і ріст 
шпар від включень [58]. На припороговій ділянці ДВР, коли 
розмір пластичної зони в околі вістря тріщини менший ніж 
розмір структурного параметра (розмір зерна), шпари, 
взаємодіючи з магістральною тріщиною, будуть затуплювати 
її вістря і, тим самим, збільшувати пороговий КІН. 
Аналогічний вплив на умови формування порогового КІН АК,Н 
має розтріскуваня карбідних частинок при холодному 
вальцюванні заліза [74].
Таким чином, можна припустити, що, незалежно від 
матеріалу {циклічно зміцнювальний, знеміцнювальний чи ста­
більний), попереднє пластичне деформування при відсутності 
утворення шпар чи мікророзтріскування, негативно впливає 
на пороговий КІН Ж & і припорогову швидкість РВТ.
Одним з основних факторів, що впливають на 
формування порогового КІН, є закриття тріщини, котре 
істотно залежить від структури матеріалу.
Для дослідженого діапазону попередньої деформації 
сталей 15Х2МФА(І), 15Х2МФА(ІІІ) і міді при А = ОД і 0,3 
[369] Ж [Ьф  є інваріантним відносно епр.
Проте для технічно чистої міді (99,99%) ефективний 
пороговий КІН при холодному вальцюванні не залежить від 
епр тільки при обтиску, меншому за 10%. Подальше 
збільшення обтиску до 30% знижує Це можна пояснити
тим, що поряд з закриттям тріщини на пороговий КІН 
матеріалу впливає затуплення її вістря, релаксація 
напружень пов'язана з викривленням фронту тріщини, а 
також розмах порогового напруження [157].
На рис. 82 зображена зміна показника т в рівнянні 
Періса для середньої ділянки ДВР для різних конструкційних 
сплавів залежно від попереднього пластичного деформування 
і від порогу текучості. Вказані графіки побудовані за 
результатами досліджень, отриманими автором, а також з 
використанням літературних даних.
Для алюмінієвих сплавів, а також маловуглецевих і 
середньовуглецевих сталей в пластичному стані попереднє 
пластичне деформування не впливає на кут нахилу
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залежності - 1%АК до осі абсцис або дещо зменшує його. 
Одночасно для окрихченої сталі 15Х2МФА(ІІІ) (температура 
в’язко-крихкого переходу дорівнює 393К), а також рейкової 
сталі (0,67%С) [246], перед повним руйнуванням яких під час 
циклічного навантаження мають місце стрибки тріщини, 
пластична деформація збільшує т.
мм
Ш  ОД 0,2 0,3
Рис. 82. Залежність показника т  у  рівнянні Періса (43) від 
попередньої пластичної деформації (а) і порогу текучості 
(б). Номер символа відповідає порядковому 
номеру в табл. 9
На основі вищесказаного можна зробити висновок, що 
попереднє пластичне деформування майже не впливає на 
величину показника т  для конструкційних сплавів, у яких 
відсутній поріг холодноламкості, чи при температурі вищій 
від температури в'язко-крихкого переходу. Проте для 
конструк-ційних сталей при температурі, нижчій за 
температуру в'язко-крихкого переходу попередня пластича 
деформація збільшує показник т.
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3.5. Попередня циклічна пластична деформація 
матеріалу без тріщин
Дослідження впливу попередньої циклічної пластичної 
деформації на швидкість РВТ в сталі 15Х2МФА(І) і 
15Х2МФА(ІІ) при 293 К проводили відповідно до методики, 
викладеної в п. 3.1. Товщина зразків становила 14мм для сталі 
15Х2МФА(ІІІ) і 12,3 мм - для сталі 15Х2МФА(І).
Параметри циклічної тріщинотривкості наведені в 
табл. 10. За однакової амплітуди пружнопластичної 
деформації (єа = 0,3; 0,4; 0,7 .%) збільшення відносного 
напрацювання майже у всіх випадках не впливає або дещо 
знижує швидкість РВТ порівняно з неушкодженим 
матеріалом (рис. 83). Тільки після напрацювання N =  0,3 при 
єа~  0,3 % швидкість РВТ збільшується.
’ цикл
Рис. 83. ДВР сталі 15Х2МФА(І) (а-в) і 15Х2МФА(НІ) (г); ^=0,3 (а); 0,45 (в);
0,7% (6,г); N “ 0 (1); 0,3 (2); 0,6 (3); 0,85 (4)
Для сталі 15Х2МФА(ІІІ) спостерігається дещо інший 
характер впливу попереднього циклічного напрацювання на 
швидкість росту тріщини. Зі збільшенням N при єа ~ 0,7 %  
швидкість РВТ збільшується на припороговій ділянці ДВР і 
зменшується на середній. Вплив амплітуди попередньої 
деформації на швидкість росту тріщини в сталі 15Х2МФА(І)
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Т а б л и ц я  10
Х арактеристики циклічної тріщ ипотрпккоеті сталі 15Х2М Ф А після попереднього циклічного паваитаженпя
Сталь ■^1) л к іН, У-АК Коефіцієнт Діапазон зміни V* Кр>
15Х2МФА
%
N
МПаТм
т С
м/цикл
{ М П а Л ї
кореляції,
р
швидкості РБТ, 
м/цикл м/цикл
І 0 0 8,9 4,70 2,7610 0,927 3,0 Ю-10.„ 3,2*10'3 -
0,3 0,3 9Д 4,17 1,91*10 0,978 4,2Ю~10... 4,910 '8 -
0,3 0,85 7,9 6,07 . 9,85*10 0,942 1,6*10‘ 10_. 3,0ю - 8 -
0,45 0,85 8,3 3,22 3,13*10 0,957 5,8-Ю“10.,. 8,0*10-8 - '■ ’*
0,7 0,3 ‘ 10,1 1,45 2,34-10 0,972 7,0*10 '10... 2,3-Ю-8 -
0,7 0,85 9,3 3,90 2,49*10 0,978 4,2*10-ш.. 1,9*10-7 ..
ІП 0 0 10,1 5,16 8,56*10 0,962 4,9 Ю“10». 2,4-Ю-7 2,0*10‘7
0,45 0,3 10,1 4,05 8,1 10 0,853 1,2*10'9... 1,8-10-8 -
0,7 0,3 9,6 4,16 8,46*10 0,969 8,5 ІО“10... 3,6*10“8 5,4-Ю'8
0,7 0,6 , 8,0 2,62 8,81*10 0,901 3,6*10-9... 1,210"7 -
0,7 0,85 7,9 3,23 1,48*10 0,897 4,9*10“10... 2,5*Ю:8 9,1-Ю"8
істотно залежить від напрацювання (рис. 84). Якщо при 
Лґ—0,3 збільшення єа від 0 до 0,7 % знижує швидкість РВТ, то
при максимальному напрацюванні (ІУ = 0,85) з амплітудою 
деформації Еа~ 0,3 і 0,45 % швидкість РВТ більша, а при 
£■„=0,7% менша, ніж в недеформованому матеріалі. 
Неоднозначність впливу амплітуди деформації на швидкість 
РВТ при мінімальному напрацюванні характерна і для сталі 
15Х2МФА(ПІ).
Спільним для наведених даних швидкості РВТ в сталях 
15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) є те, що найбільш чутливою до 
попереднього циклічного навантаження є припорогова ділянка 
ДВР. У ній збільшення напрацювання, як правило, зменшує 
пороговиЙ КІН (рис. 85). Проте для сталі 15Х2МФА(ІІІ) по- 
роговий КІН після циклічного напрацювання більший, ніж у 
матеріалі первісного стану.
ЛК^,МПа^м Під час аналізу 
отриманих закономірностей 
з позицій закриття тріщи­
ни досить важливо вияви­
ти, як змінюється КІН 
відкриття тріщини. Зі 
збільшенням розмаху КІН 
спостерігається монотонне 
збільшення Кор для обох 
сталей (рис. 86, 87). ДВР 
сталі 15Х2МФА(І) і 
15Х2МФА(ІІІ) з різним 
напрацюванням зображені 
на рис. 88, 89 в осях У-АК^ 
Для кожної сталі, без 
огляду на амплітуду де­
формації і циклічне напра­
цювання існує єдина 
залежність швидкості РВТ 
від ефективного розмаху 
КІН. Тому можна зробити 
висновок, що вплив 
попереднього циклічного 
(так само як і 
одноразового) пластичного деформування на швидкість РВТ в 
сталі 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) обумовлений головним
Рис. 85. Залежність розмаху порогового 
КІН сталі 15Х2МФА(І) (1) і 
15Х2МФА(ІП) (2) від попереднього 
циклічного навантаження
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чином зміною напружено -  деформованого стану в області 
вістря тріщини.
’ цикл
Рис. 84. ДВР сталі 15Х2МФА(І) {а, 6); 15Х2МФА(ІІІ) (в). / /= 0 ,3  (а,в); 0,85 (6); 
са=0Д; 0,3 (2); 0,45 (3); 0,7% (4)
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Кор,МПа^м
Рис. 86. Залежність К„р від ЛК для сталі 15Х2МФА(І) при 
203К. єа= 0  (1); 0,3(2,3); 0,7% (4,5); N  =0 (1); 0,3 (2); 0,6 (4); 
0,85 (3,5)
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Рис. 87. Залежність К ор від ЛК для сталі 1оХ2МФА(ІІІ) при
2ЙЗК 4^=0 (1); 0,45(2,); 0,7% (3-5); N =0 (1); 0,3 (2,3); 0,6 (4);
0,85 (5).
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У,м/цикл
Рис. 88. Залежність швидкості РВТ в сталі 15Х2МФА{І) від 
ефективного розмаху КІН при 293К, с= 12,5 мм. £^=0 (1); 0,3 
(2); 0,45 (3); 0,7% (4); N =0 (і); 0,85 (2-4)
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V, м/цикл
Рис. 89. Залежність швидкості РВТ в сталі 15Х2МФА(ІІІ) під 
ефективного рпамаху КІН при 293К, і=14 мм. £-а=0 (1); 0,45 (2); 
0,7% (3-5); /7  = 0 (1); 0,3 (2,3); 0,6 (4); 0,85 (о)
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ОПІР КРИХКОМУ РУЙНУВАННЮ 
ЗА СТАТИЧНОГО ТА ЦИКЛІЧНОГО 
НАВАНТАЖЕННЯ
Попередня одноразова пластична деформація.
Пластична деформація приводить до зменшення пластичності 
і окрихчення матеріалу. Це знаходить вияв у  зменшенні 
залишкового видовження при руйнуванні [37,75,113], 
збільшенні твердості [181,474] і температури в'язко-крихкого 
переходу [414,449], а також в зниженні опору в'язкому і 
крихкому руйнуванню конструкційних сплавів [14,32,34,75,77, 
113,226,279,343,355,411,414].
На основі дослідження впливу різних способів холодної 
обробки з подальшим старінням (523 К, 1 год) на критичне 
розкриття тріщини при статичному навантаженні і ударну 
в'язкість сталей БВ49, 5М50В, вМ41В в діапазоні температур
І23...353 К виявлено таке [79]. Попередній стиск істотно 
знижує критичне розкриття тріщини 6С. Причому старіння 
посилює ефект попереднього деформування. Наприклад, якщо 
попереднє деформування стиском до 10% зменшує критичне 
розкриття тріщини в сталі БВ49 при 193 К приблизно у  5 
разів, то старіння при 523 К (1 год) після вказаного 
деформування знижує 5С більш ніж у  ЗО разів порівняно з 
первісним станом матеріалу. При цьому зсув температурних 
залежностей сталі БВ49 становить приблизно 90 К.
В окремих випадках одноразова пластична деформація 
неоднозначно впливає на температурну залежність ударної 
в'язкості [92]. Холодне вальцювання (на 60%) зменшує ударну 
в’язкість листової сталі з 0,45 до 0,17 Дж/мм2 на верхньому 
шельфі і не впливає на ударну в'язкість на нижньому.
Різний характер впливу попередньої деформації на 
ударну в'язкість зразків з . надрізом відзначений також у 
праці [331]. При обтиску 25% знижується ударна в'язкість і 
збільшується температура крихкості Ткр (зсув температури 
крихкості становить 35 К) порівняно з недеформованим 
матеріалом. Для вищих мір обтиску, які лежать за межами 
практично використовуваних в промисловості, Ткр знижу­
ється, Це пояснюють утворенням рівномірної субструктури,
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Такий ефект спостерігали на трубних сталях С-1016, С-1060, 
С-1040, А-8030, які піддавали нормалізації перед волочінням.
Одним з показників технологічності сталей і зварних 
з'єднань, які піддаються під час виготовлення вузлів плас­
тичному деформуванню (наприклад, вальцюванню), є міра їх 
схильності до деформаційно-теплового окрихчування. 
Причому найбільш небезпечною для металу, що працює при 
розтягу, є попередня деформація стиску [201].
Холодне обтискування до 2,5...3,0 %, а також у
поєднанні з наступним нагрівом (до 523 К, 1 год) не окрихчує 
металу зварного шва, виконаного дротом марки Св- 
12Х2Н2МФАА діаметром 5 мм з флюсом ФЦ-16 і зони 
термічного впливу сталі 15Х2НМФАА [105]. Проте 
збільшення пластичної деформації до 5...6 % підвищує 
температуру крихкості Ткр металу шва і зони термічного 
впливу на 25...40 К порівняно з недеформованим станом. 
Наступний відпуск (523 К, 1 год) 
критичної температури крихкості
ЛТкр, К
Рис. 90. Вплив попередньої одноразової 
пластичної деформації і старіння на зсув 
температури в'язко-крихкого переходу в 
сталі [67]: 1 -  попередня деформація роз­
тягу; 2 - попередня деформація стиску; 
З -  розтяг і штучне старіння; 4 -  стиск і 
штучне старіння
забезпечує відновлення 
вказаних зон зварного 
з'єднання до початкового 
рівня [105].
Відомо, що попе­
реднє деформування 
розтягом найістотніше 
впливає на температуру 
крихкості киплячої або 
напіврозкисненої сталі, і 
майже не впливає на Ткр 
сталі з високим вмістом 
марганцю і низьким 
вмістом вуглецю [67]. 
Великого значення набу­
ває також температура і 
напрямок прикладених 
для попереднього дефор­
мування зусиль. Крих­
кість матеріалу розвива­
ється особливо інтен­
сивно під впливом 
деформації стиску, а 
також при температурі 
попереднього наванта­
ження 570 К (рис. 90) 
[67]. Спочатку при
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збільшенні попередньої деформації температура в'язко- 
крихкого переходу різко підвищується, проте при деформації 
стиску 20...30 % досягається насичення і після цього
спостерігається тенденція до зниження Тур [67].
Збільшення-пластичної деформації, зумовлене холод­
ною або гарячою обробкою (наприклад, при волочінні дроту), 
супроводжується зниженням температури в'язко-крихкого 
переходу [295,319,398,421]. Проте в деяких випадках зафіксо­
вані середні деформації, які зумовлюють підвищення темпе­
ратури переходу [341,419]. Авторами праці [62] виявлено, що 
після гарячого вальцювання в'язкість руйнування арматурної 
сталі 80 С (0,79% С; 0,67% Бі; 0,021% Ті; 0,036% Б; 0,013% Р) 
(<74.2=670 МПа, ав =1060 МПа) залежить від тривалості 
вилежування. Якщо через добу в'язкість руйнування КІС. 
мінімальна, то з подальшим вилежуванням в'язкість руйну­
вання збільшується і через ЗО діб досягає первісного рівня. 
Слід відзначити, що різниця між мінімальною і максимальною 
в'язкістю руйнування у  вказаних дослідах [62] незначна і 
становить близько 16%.
Аналогічним є характер зміни в'язкості руйнування К!с 
від тривалості попереднього навантаження-на повітрі І у воді, 
який для титанового сплаву ВТ14 отриманий у праці [130], 
Мінімальне значення в'язкості руйнування відповідало 
витримці 15 год у воді і приблизно 5 год на повітрі.
Цікавими є також результати дослідження впливу 
наклепу на в'язкість руйнування кристалів кремнію [181]. 
Збільшення деформації до 28% супроводжується 
підвищенням твердості з одночасним збільшенням в'язкості 
руйнування КІС (на 20%), підвищенням ефективної енергії 
руйнування і температури холодноламкості на 50 К.
Практично не виявлено впливу попереднього пластич­
ного деформування (£^р=1,7...8%) на критичний КІН хромо- 
нікельмолібденової сталі підвищеної міцності [88].
Проте в окремих випадках вплив попередньої деформа­
ції на опір крихкому руйнуванню не є однозначним. 
Наприклад, попередня пластична деформація .залежно від 
величини приводить і до збільшення, і до зниження темпера­
тури в'язко-крихкого переходу та в'язкості руйнування сталі 
при статичному навантаженні [14,226,414].
Загалом попередня одноразова пластична деформація 
різним чином впливає на характеристики в'язкості руйнуван­
ня при статичному, циклічному та динамічному навантаженні.
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Наприклад, для ферито-пер літної сталі [34], на відміну від 
динамічної в'язкості руйнування, яка зі збільшенням 
пластичної деформації зменшується, характеристики статич­
ної і циклічної в'язкості руйнування змінюються коливним 
чином: при обтисканні до 17% спершу спостерігається їх 
збільшення і тільки потім зменшення. Кількісні дослідження 
структури і поверхні втомних зламів свідчать про те, що в 
недеформованої сталі крок борозенок обмежений поперечним 
розміром, комірок, отриманих внаслідок холодної пластичної 
деформації. Тобто втомна тріщина не створює своєї критичної 
дислокаційної структури, а лише доводить до критичного 
стану коміркову субструктуру, вже наявну в сталі [34].
Попередня циклічна пластична деформація. Поперед­
нє циклічне навантаження, так само як і одноразове, істотно 
впливає не лише на характеристики механічних властивостей 
матеріалу і швидкість РВТ, але й на опір крихкому 
руйнуванню [18,19,53,54,164], ударну в'язкість [39,89,100,150, 
199,212,385, 445], температуру в'язко-крихкого переходу [199]. 
Слід відзначити, що на фоні загального інтенсивного розвитку 
механіки руйнування цій проблемі приділялося надто мало 
уваги. Відсутні узагальнюючі підходи, що враховують вплив 
циклічного напрацювання на в’язкість руйнування конструк­
ційних сплавів.
Виявлено, що попереднє циклічне навантаження 
істотно впливає на схильність сталі до холодноламкості 
[39,89]. Зі збільшенням кількості циклів та амплітуди 
навантаження внаслідок підвищення верхнього порогу 
холодноламкості [445] розширюється інтервал перехідних 
температур. Підвищений розкид ударної в'язкості до появи 
втомної тріщини свідчить, що пошкодження на ранніх стадіях 
циклічного навантаження пов'язане з розвитком субмікро- і 
мікроскопічних пошкоджень у структурі металу. Разом з тим 
вплив втомних тріщин на підвищення критичної температури 
крихкості залежить не лише від їх розміру, але й амплітуди 
напружень [100].
Помічено також, що робота зародження тріщини під 
впливом циклічного напрацювання зменшується, робота 
поширення тріщини - збільшується. Останнє пояснюється 
збільшенням від втоми густини дислокацій, які переш­
коджають поширенню тріщини [39], Інші дані свідчать [212], 
що робота поширення тріщини різко знижується, особливо 
під час накопичення пошкоджень, в умовах низьких
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температур. Максимальне зменшення роботи руйнування 
спостерігалося в діапазоні циклічного деформування до 10% 
від загальної довговічності, хцо пояснюється підвищенням 
густини дислокацій [199]. Вказані дослідження виконані для 
сталі 16Г2 АФ після попереднього циклічного навантаження 
при жорсткому симетричному циклі Ке=  -1.
Досить важливим є виявлення мінімальної амплітуди 
напружень, які окрихчують матеріал. Попереднє циклічне 
навантаження нижче межі витривалості (ега=250 МПа) не 
приводить до окрихчування сталі Єї 52 [ЗОЇ]. Проте при 
сгй>720 МПа спостерігали сильне окрихчення, оцінене 
відношенням питомої роботи руйнування попередньо 
навантажених і ненавантажених зразків. Разом з тим в 
деяких випадках [67] зафіксоване збільшення температури 
в'язко-крихкого переходу при амплітуді напружень, нижчій 
від межі витривалості.
Результати експериментів на середньовуглецевій сталі 
[458] свідчать про те, що під впливом початкового циклу 
навантаження температура в’язко-крихкого переходу 
стрибково зростає, а з наростанням кількості циклів 
навантаження для більшості зразків вона починає 
знижуватися. Графічно цей процес зображений на рис. 91 [67]. 
Результуючу зміну ЛТкр визначає суперпозиція залежностей 
зміни температури в’язко-крихкого переходу від накопиченої 
деформації і величини зерна.
Попереднє циклічне навантаження істотно впливає на 
опір крихкому
руйнуванню при
статичному навантажен­
ні. Дослідження, виконані 
на сталях 22К і ТС при 
температурі 77 К після 
попереднього малоцикло- 
вого навантаження при 
кімнатній температурі, 
свідчать про велике зни­
ження критичних КІН зі 
збільшенням пошкодже- 
ності [98]. Причому після Рис. 91 Вплив попереднього циклічного 
попереднього наванта- навантаження на температуру в'язко-
ження V симетричному кРихкого переходу [67]: 1 - впливж ен н я  у  с и м е їр и ч п и т у  механічного зміцнення; 2 -  вплив зміни
величини зерна; 3 - сумарний вплив
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ЦИКЛІ в язкість
руйнування залежить від напрямку деформування в 
останньому півциклі. Випробування зразків з основного 
металу {сталь 22 К) і металу ручного і електрошлакового 
зварного з'єднання показали, що мінімальні значення 
в’язкості руйнування отримують після останнього півциклу 
стиску, що пов'язане з утворенням залишкових напружень 
розтягу [98]. Ці дані вказують на необхідність врахування 
характеру циклічного навантаження конструкцій при оцінці 
опору крихкому руйнуванню.
Цікаві і, напевно, перші досліди в цьому напрямку 
описані у праці [52]. Циліндричні зразки з відпаленої сталі 20 
(0,34%С) піддавали випробуванню на витривалість до різної 
кількості циклів навантаження в м'якому режимі при.різній 
асиметрії циклу. (<хтггі-8 0  МПа). Після наперед заданого 
напрацювання .з вказаних циліндрів вирізали спеціальні 
зразки з надрізом радіусом 0,025 мм, які випробовували на 
розтяг для визначення в'язкості руйнування КІС. Після 
напрацювання (гга=380 МПа і 410 МПа) залежність в'язкості 
руйнування від кількості циклів навантаження має чітко 
окреслений максимум. На думку авторів праці [52], 
збільшення в'язкості руйнування в початковий період 
пояснюється процесами зміцнення. Після певної кількості 
циклів навантаження починають переважати процеси 
пошкодження (початок ■ утворення мікротріщин), що 
спричиняють різке зменшення в'язкості руйнування.
Отримане зниження критичного КІН Кс для сталей НТ60 
і БМ41 від попереднього циклічного навантаження при Ко=0 
[67], Проте з досягненням певних значень енергії механічного 
зміцнення в’язкість руйнування Кс вже не залежить від 
циклічного напрацювання.
Для сталі 50ХН (аустенізація і гартування від 1090 К; 
відпуск при 570, 670 і 820 К) [161] отримане зниження в'язкості 
руйнування внаслідок циклічного тренування згином ци­
ліндричних зразків з зовнішним кільцевим концентратором. 
Деформаційне старіння значно (до 30%) знижує в'язкість руй­
нування сталі. Окрихчувальний вплив старіння помітний як 
при високих, так і при низьких амплітудах навантаження, 
після низького і високого відпуску. При цьому найбільше де­
формаційне старіння знижує К[с низьковідпущеної сталі. 
Аналіз результатів щодо впливу циклічного тренування і 
разового перевантаження на в'язкість руйнування сталі 50ХН 
свідчить про підсумовування внеску обох видів наклепу в
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пластичної деформації на опір крихкому руйнуванню при 
статичному, циклічному і динамічному навантаженнях, 
оскільки у цьому напрямку виконані лише окремі епізодичні 
роботи експериментального характеру. Були відсутні роз­
рахункові методи, які дають змогу вірогідно оцінити вплив 
попередньої деформації на в'язкість руйнування при 
статичному навантаженні, не було праць, присвячених 
дослідженню впливу попереднього навантаження на циклічну 
в’язкість руйнування, яка для деяких матеріалів може бути 
значно нижчою від в'язкості руйнування при' статичному 
навантаженні [183,184,220]. Бракувало обгрунтування методів 
підвищення тріщинотривкості матеріалів попереднім пластич­
ним деформуванням.
В даному розділі детально досліджений вплив попе­
реднього одноразового і циклічного пластичного деформу­
вання зразків без тріщини на в'язкість руйнування корпусних 
теплотривких сталей при статичному, циклічному і дина­
мічному навантаженні. Попередня деформація розтягу була 
як нижчою, так і вищою від максимальної рівномірної дефор­
мації Попередня циклічна деформація відповідала мало- 
цикловій області навантаження (ЛГг—2х10...5хЮ циклів).
Виявлені закономірності впливу асиметрії циклу наван­
таження на циклічну в’язкість руйнування теплотривкої сталі 
при різному окрихченні.
4.1. Термічна обробка, що імітує радіаційне 
окрихчення
Проведено комплексне дослідження впливу 
окрихчування сталі 15Х2МФА термообробкою, що імітує 
радіаційне опромінення матеріалу корпуса реактора типу 
ВВЕР в області активної зони, на закономірності переходу 
від втомного до крихкого руйнування і температурні 
залежності в'язкості руйнування при статичному КІС{КС) і 
циклічному К^ сі К*е навантаженнях [190]. Закономірності 
переходу від стабільного до нестабільного РВТ, а також 
характеристики в'язкості руйнування при циклічному і 
статичному навантаженні в діапазоні температур 77...623 К 
досліджували при позацентровому розтягу компактних 
зразків завтовшки 25 і 50 мм (див. рис. 39) відповідно до 
розроблених методик (п. 3.1) і нормативних документів.
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старіння сталі. Отримана повна аддитивність внеску наклепу 
від циклічного і разового навантаження в старіння сталі, 
відпущеної при 670 К:
к;в+к;е *к/е+кг('
де КІС - в'язкість руйнування безпосередньо після утворення 
тріщини; К\с -  в’язкість руйнування безпосередньо після 
разового перевантаження; К”с -  в'язкість руйнування після 
циклічного тренування і старіння; - в'язкість руйнування 
після разового перевантаження і старіння.
Вище розглядався вплив попереднього циклічного 
деформування на опір крихкому руйнуванню при статичному 
навантаженні. Дослідженню впливу попереднього циклічного 
напрацювання на в'язкість руйнування при циклічному 
навантаженні присвячено лише декілька праць [18,19,53].
Через відсутність впливу попереднього циклічного на­
вантаження (при випробуванні гладких зразків на витрива­
лість) на циклічну в'язкість руйнування (критичний КІН при 
доломі зразка Щс),, а також збіг значень Щс і К}с) отриманий 
для деяких матеріалів, було запропоновано спосіб визначення 
в'язкості руйнування К/с за результатами випробувань зразків 
на втомну міцність [53]. У наступних працях з ’ясовано, що 
циклічна в'язкість руйнування може бути як вищою, так і 
нижчою від статичної в'язкості руйнування і є самостійною 
характеристикою матеріалу [185,193,202].
На основі дослідження закономірностей малоциклового 
руйнування отримано залежності циклічної в'язкості руйну­
вання від накопиченої деформації ер і номінальних максималь­
них напружень циклу при різній асиметрії для сплаву ВТ9 
[18,53]. Виявлено, що існує ділянка, де зі зменшенням і єр 
циклічна в’язкість руйнування збільшується. Проте починаючи 
з певного значення сгтах(£р) при заданій асиметрії циклу 
навантаження (К<г=0; -0,5; -1) відбувається насичення Щс 
[18,19]. Збільшення коефіцієнта асиметрії циклу від -1 до 0 
зміщує вгору залежності £р - Щс і О’тах -  Ще
Проблема оцінки впливу попередньої одноразової І 
циклічної деформацій на опір крихкому руйнуванню 
конструкційних сплавів є дуже важливою з огляду на 
необхідність її врахування у розрахунках на міцність і 
довговічність. Разом з тим складність вказаної задачі полягає 
в практичній невивченості впливу попередньої циклічної
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На рис. 92-94 
і в табл. 11 і 12 
наведені резуль­
тати дослідження 
впливу температу­
ри випробувань на 
в'язкість руйну­
вання сталі
15Х2МФА у пер­
вісному (І) і окрих- 
ченому (III) станах 
при статичному і 
циклічному наван­
таженні, отримані 
при позацентрово- 
му розтязі зразків 
завтовшки 25 і 
50 мм. Критичні
КІН к\с , виз-
к \  К% К 1с, К 1с,МПа^м
начали за цикліч­
ного навантаження 
при ІЄ=0Д в умовах 
контрольованого 
розмаху наванта­
ження і КІН Кщахі 
що монотонно 
збільшується зі 
збільшенням ДО В ­
Ж И Н И  тріщини. ВІ-
Рис. 92. Залежність характеристик в'язкості 
руйнування K f c (1), K f c (2), К !с (3) сталі 
15Х2МФА(І) (ясні позначки) і 15Х2МФА(ІІІ) 
(темні точки від температури. 4, 5 - лінії, нижче 
яких виконується умова (20) - відповідно для 
сталі 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІП); 6 -
розрахункова залежність в'язкості руйнування 
сталі 15Х2МФА(ІІІ) при статичному 
навантаженні. Ткор  ^ Тк0(1П) ~ температура 
крихкості сталі (І) і (Ш)
домо, що для
циклічно знемІцнюваних матеріалів при температурі нижче 
температури в’язко-крихкого переходу критичний КІН К кс 
збігається з динамічною в'язкістю руйнування [2,4,139].
Виявлено (рис. 92), що характеристики АГ|С, К к}с і К}с
спочатку з підвищенням температури до 240...270 К для сталі 
15Х2МФА(І) і до 410...460 К для сталі 15Х2МФА(ІІІ) 
монотонно збільшуються, а потім вже не змінюються. 
Циклічність навантаження приводить до істотного (в 1,5...2,7
раза) зниження в'язкості руйнування х|с порівняно з К!с(Кс) у
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ст>
00 Середні значення характеристик в'язкості руйнування сталей і зварних швів (1=25 ми)
Т а б л и ц я  11
Матеріал т, К К
1
К/с,
МПа-УЇ«
к
К/с,
МПал/м
ь%
к$,
МПа-Уй
171 ОХ
Ке-
МПа'/м
к ІС,
МІІа^м
К<а0>2(0,4і)1/С2~
МПа^м
К/с
і
К/с
Вид
діаграми
Р -У
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11
15Х2МФА 93 - - - - 56,4 56,4 97,3 - лінійна
0) 123 од 27,3 32,9 - 49,5 49,5 87,1 1,81
183 од 33,9 39,2 6В 78,0 68 69,6 2,05 нелінійна
213 од 40,1 57,2 109 127 109 67,4 2,71
243 од 90,0 113 120 138 128 64,7 1,42
293 од 121 121 93 137 93 58,4 0,76 п
293 0,5 - - - - - - -
293 0,75 103 103 - - - - - -
293 0,95 105 105 - - - - - -
623 од 121 121 - ■ - - 54,5 - -
15Х2МФА 77 - - - - 53,7 53,7 110 - лінійна
(Ш) 293 од 27,1 40 - 65,3 65,3 - 2,49 лінійна
293 0,6 28,2 - - - - - - -
293 0,8 28,0 - - - - - - -
363 0,9 29,1 41,0 - - - 104 - -
363 0,9 48,9 57,6 - 103 103 -  / 2,10 лілійна
433 ОД 157 157 129 185 129 - 0,82 нелінійна
473 од 150 150 146 254 146 96,0 0,97
623 ОД 126 126 152 178 152 88,0 1,20 м
623 0,75 125 - - - - - - -
15Х2МФА 293 ОД 37,0 55,4 - 81,0 81,0 - - лінійка
____ 293 0,7 37,0 - * - - - - -
З а к і н ч е н н я  т а б л . 1 1
1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11
Зварний 93 - - - - 40,5 40,5 - - лінійна
шов 103 - - - - 42,0 42,0 - _ п
Св-ШХМФТ 173 - - - - 46,0 46,0 - _ п
(І) 223 - - - - 60,0 60,0 - _ п
273 - - - - 75,4 75,4 - _
293 ОД 104 104 - 93,8 93,8 42,2 0,902 нелінійна
293 0,75 104 104 - - - - - })
323 - - - 90,1 148 - - - »1
343 - - - - 145 - - -
363 - - - 74,5 136 - - -
Зварний 293 0,1 35,7 62,0 - 61,3 61,3 - - лінійна
шов
СвЛОХМФТ
(И)
0,75 36,6
Сталь 123 0,1 28,5 33,4 - 40,6 40,6 92,3 1,42 лінійна
15Х2МФА- 183 ОД 38,6 45,4 - 55,7 55,7 68,9 : 1,44 И
, А 243 ОД 115 115 94,6 146 - 61,6 1,27 нелінійна
293 од 120 120 90,0 149 - 55,4 1,24 Я
Ої
СО
сталі 15Х2МФА(І) при температурі нижче 260 К і у сталі 
15Х2МФА(ІІІ) при температурі нижче 410К
Таблиця 12
Характеристики в 'язкості руйнування матеріалів при статичному навантаженні
((=50 мм)*
Матеріал
т, К К д , 
МШи/м
утях
Ч  ,
МПа-^ м
Кіс,
МПал/м
Вид
діаграми
Р-У
„5%
Ч
утахА д
Сталь 293 - 81,3 81,3 лінійна ~
15Х2МФА 373 160 186 - нелінійна ід е
(И) 423 164 188 - - 1,14
573 140 173 - - 1,23
Сталь 293 - 47 47 лінійна -
15Х2МФА 373 168 172 168 нелінійна 1,03
(Ш) 423 188 190 188 - 1,01
573 135 160 - - 1,18
Зварний шов 293 - 75 75 лінійна -
Св-ЮХМФТ 373 84,8 102 - нелінійна 1,20
423 127 156 - - 1,23
573 129 156 - - 1,21
* Характеристики статичної тріщинотривкості відповідають 
мінімальним значенням (п.6.3)
Рис. 93. Залежність критичних КІН К^ тах (ясні 
позначки), (темні точки) сталі
15Х2МФА(ІІ) (1), 15Х2МФА(ІІІ) (2) і зварно­
го шва Св-ІОХМТФ(ІІ) (3) при температурі 
випробувань; (=50 ММ
Причому, якщо ра­
ніше стверджува­
лося, що темпера­
турні залежності
К }с , К %  і К ІС обох
сталей мають яск­
раво окреслене 
нижнє плато, то на­
ші дослідження 
в’язкості руйнуван­
ня КІС при темпера­
турі 123 К показа­
ли, що нижнє плато 
в цих сталях від­
сутнє (рис. 92) [190]. 
Окрихчування сталі 
термообробкою при­
водить ДО 1 зсуву 
температурних за-
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900 ^о.гМПа
лежностеи величин ' -0» 1 „  . „  ,
„і „ г  . „  К^МПачм
^ /с  К/с і К1с у бік ^-------------  ‘-----------
високих температур 
приблизно на
165.Л80 К. Причому 
зсув температурних
кривих К с^, К*е
еквідистантний, а кут 
нахилу температурної 
залежності К1с до осі 
абсцис зменшується з 
переходом від сталі
15Х2МФА(І) до сталі
15Х2МФА(ІІІ). Слід р ис 94. Залежність критичного КІН 
відзначити, що окрих- „  *1 к „
чення внаслідок зни- 4 Iе ^
ження температури і* “ " 0™ п0Р°га текУчості: '=25(1-3), 50 мм
відпуску мало впливає >^/с відповідно середнє та мі­
на нижнє плато тем- німальне значення К!с, одержане відповід­
но до методики (п. 6.3)пературних
залежностей
характеристик в'язкості руйнування, а рівень верхнього 
плато від нього збільшується.
Важливо також порівняти зсув температури в'язко- 
крихкого переходу (визначеної різними методами) із зсувом 
температурних залежностей характеристик , в'язкості
руйнування АГус, Кус і КІС, Температуру в'язко-крихкого пере­
ходу Тко визначали за результатами ударних випробувань 
зразків перерізом 10x10 мм з надрізом (ГОСТ 9467-60) (рис, 
92, вертикальні лінії), а також на основі методу, де за 7 к0 
приймають максимальну температуру, при якій виконувалась 
умова плоскої деформації (20) (84].
Зсув температури крихкості ТцдС к , визначеної через
КІС, становить 210 К; визначеної через ЛГ^.- 194 К, що дещо
більше зсуву температурних 
(рис. 92, табл.13).
залежностей К К к/с 1
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Т а б л и ц я  13
Температура крихкості сталі 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(Ш), К
Спосіб ок­
рихчення
Характе
-ристика
15Х2МФА(І) 15Х2МФА(ІИ) Тк0> К
Термічна ТкО 273 393 120
обробка тпдск!С 185 395 210
ТПДСк}е 220 414 194
ТПДСр'/с 216 410 194
д т*. - - 165
дт* - - 175
ДГ„, - - 180
Разом з тим зсув температури крихкості сталі 
15Х2МФА від термообробки, імітуючої радіаційне окрихчення, 
який визначається за результатами ударних випробувань 
зразків, дорівнює ^7^0=120 К І є близьким до розрахункового 
зсуву від нейтронного опромінення АТр (при флгоенсі Ф=2,42хЮ20 
нейтр/см2), за підвищених температур (7>320 К) істотно менше 
дійсного зсуву температурних залежностей характеристик 
в'язкості руйнування при статичному, циклічному і динаміч­
ному навантаженнях. В області нижчих температур 
(Г < 320 К) зсув температури крихкості сталі 15Х2МФА(ІІІ), 
який визначається з ударних випробувань, і зсув 
температурної залежності в'язкості руйнування при 
статичному навантаженні збігаються.
Той факт, що зсув температурної залежності К^ с, К*с, і 
К и більший від зсуву температури крихкості, визначеної за 
ударними випробуваннями, необхідно враховувати при розра­
хунках на крихку міцність таких відповідальних конструкцій, 
якими є корпуси ВВЕР.
Збільшення температури досліджень від 293 до 423 К 
приводить до збільшення критичних КІН К™а*, сталі
15Х2МФА(ІІ), 15Х2МФА(ІІІ) І зварного шва 10ХМФТ{ІІ) при 
позацентровому розтягу компактних зразків завтовшки 50 мм 
(рис. 93). Наступне підвищення температури до 623 К практич-
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но не впливає на вказані характеристики для зварного шва і 
зменшує їх для обох сталей. При цьому в діапазоні температур
293...623 К сталь 15Х2МФА(ІІІ) має найбільший опір крихкому 
і в'язкому руйнуванню.; ..
Збільшення порогу текучості сталі 15Х2МФА (від 584 до 
954 МПа), обумовлене зменшенням часу відпуску, істотно 
знижує характеристики в'язкості руйнування при статичному
КІС(КС) і циклічному ЛГ|С, К*с навантаженнях (рис. 94) при 
температурі 293 К. Однак при високих температурах (373 і 
423 К) сталь 15Х2МФА(ІІІ) порівняно зі сталлю 15Х2МФА(ІІ) 
має вищий опір руйнуванню.
В умовах кімнатної температури збільшення товщини 
зразка від 25 до 50 мм, збільшує критичний КІН К^° сталі 
15Х2МФА(І).
Зі збільшенням міцності сталі вплив товщини зразка на 
КІС зменшується і при с 0 2 >800 МПа значення К1с> отримані на 
зразках завтовшки 25 і 50 мм практично збігаються. Різниця у 
значеннях Кіс для сталі 15Х2МФА(ИІ) (<т0 2=954 МПа), 
визначених на зразках різної товщини, обумовлена тим, що 
для товщини 25 мм приведене середнє -значення КІС~  65,3 
МПа-Ум (при мінімальному значенні 40,9 МЙа 4тл і
максимальному 82 М Ш л/м), а для товщини 50 мм визначене за 
методикою п. 6,3 мінімальне значення.
Саме мінімальне значення КІС сталі 15Х2МФА(ІІІ), 
отримане на зразках завтовшки 50 мм, приблизно збігається з 
нижньою межею смуги розкиду в'язкості руйнування для 
товщини 25 мм.
4.2. Роль асиметрії циклу навантаження
Розглядаються питання впливу асиметрії циклу 
навантаження на циклічну в'язкість руйнування корпусної 
теплотривкої сталі 15Х2МФА трьох рівнів міцності -  І, II, III 
[187] Характеристики властивостей див. табл. 1.
Відомо, що проведення досліджень на циклічну 
тріщинотривкість при великих значеннях коефіцієнта 
асиметрії циклу навантаження (Й » 0 )  пов'язано з їх великою 
тривалістю, Для сталі 15Х2МФА(ІІ) і 15Х2МФА(ІІІ) при 
К=0Д мінімальна циклічна в'язкість руйнування нижче 
в'язкості руйнування при статичному навантаженні (див. рис. 
92). Однак при Й=1 (випадок статичного навантаження) в'яз­
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кість руйнування К х/с і К1с приблизно будуть збігатися [183]. 
Вельми важливою для прогнозування граничного стану 
конструкції при циклічному навантаженні за критерієм 
крихкої міцності є інформація про залежність £|С= /(Я ) в 
діапазоні 0<Я<1. Щоб- визначити значення коефіцієнта 
асиметрії циклу Як, при якому починається збільшення К ]/с 
порівняно з К1/с при Я=0, були проведені дослідження за 
схемою, зображеною на рис. 95. На стадії 1 (початкове Я—0,1) 
дослідження проводили при сталому значенні Ктах та 
ступінчасто зменшуваному (не більш ніж на 5%) розмаху КІН 
ї, отже, збільшуваному коефіцієнту асиметрії циклу на­
вантаження. Наприкінці стадії 1: АК = &К* — А К ^  де А К ^  
-  розмах порогового КІН при асиметрії циклу Яі, що 
відповідає останній сходинці навантаження на стадії 1. Після 
цього піднімали значення Ктах до рівня Ктах2 і дослідження 
на стадії 2 проводили при Ктах=Ктах2=соп5І: і зменшуваному 
розмаху АК від АК% = АКіК1 до АК \- АКіЬ2, Тут ЛКі}і2 - 
розмах порогового КІН при значенні Я, що відповідає 
останній сходинці навантаження на стадії 2.
Вказану процедуру повторювали до тих пір, поки на 
стадії к (при Ктах= К )/с) розмах не досягав порогового зна­
чення АК^іс, що відповідає коефіцієнту асиметрії циклу Я^
Рис. 95. Схема навантаження зразка з тріщиною при 
визначенні критичного коефіцієнта асиметрії циклу 
навантаження
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На рис. 96 представлено результати досліджень за 
вказаною схемою двох зразків із сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 
293 К  Початкове значення Н=0,6 для першого зразка 
(рис. 96, а) і 0,81 для другого зразка (рис.96, б). Стрілками на 
рисунку вказана послідовність процесу збільшення коефіці­
єнта асиметрії циклу (зменшення АК). Зірочками відзначені 
експериментальні точки, що відповідають крихким стрибкам 
тріщини. Стрибки тріщини в сталі 15Х2МФА(ІІІ) відбувалися 
при значеннях ЛК<4 МПа-у/м і К=0,88...0,93. Для скорочення 
тривалості досліджень при К<0,88 навантаження зразка 
проводили при значеннях Ктах<К^с=2^ МПа-Ум, тому неста­
більного РВТ при вказаних значеннях асиметрії циклу не 
відбувалося. З рис, 60 видно, що крихкі стрибки тріщини 
відбувались навіть при швидкості стабільного розвитку 
тріщини У<10'10 м/цикл, тобто в припороговій області ДВР.
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Рис, 96 Залежність швидкості РВТ від розмаху КІН для сталі 
15Х2МФА(ІІІ) при 293 К: а - 10 =0,340; б - /о =0,346
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Образ залежності швидкості стабільного РВТ від Ктах в 
цьому випадку трансформується в точку.
Для сталі 15Х2МФА(І) (див. рис. 62) збільшення К від 
ОД до 0,95 не впливає на критичний КІН, який
дорівнює критичному КІН при статичному навантаженні.
На відміну від сталі 15Х2МФА(І) в'язкість руйнування 
К;с сталей 15Х2МФА(ІІ) і 15Х2МФА(ІІІ) постійна тільки в 
діапазонах відповідно Я=0,1...0,9 і Я=0,1...0,87. Наступне 
збільшення Я до 0,95 приводить до росту К При екстра­
поляції залежності К]с~/(Я) на ще вищу асиметрію циклу 
помітно, що при Я=0,97 величина К)с сталі 15Х2МФА(ІІ) і 
15Х2МФА(ІІІ) практично збігається з критичним КІН К;с. 
Потрібно також відзначити, що для матеріалів, в яких 
підношення К)с/К и<1, існує критичне значення коефіцієнта 
асиметрії циклу навантаження, нижче якого Я не впливає на 
Кус. Причому при Я>К*. циклічна в'язкість руйнування Щс 
дорівнює пороговому КІН (див. рис. 62).
На основі одержаних результатів експериментальних 
досліджень циклічної тріщинотривкості сталей 15Х2МФА(І), 
15Х2МФА(ІІ), 15Х2МФА(ІІІ) можна запропонувати підхід до 
прогнозування впливу асиметрії циклу на критичний КІН у 
випадку, коли Кус<Кус [187]. Для цього визначають значення 
Кус для 2-3 різних коефіцієнтів асиметрії циклу 
навантаження і відповідну їм критичну швидкість РВТ, а 
також в'язкість руйнування КІС. Отримані величини наносять 
на графік залежності А^ е-Я (рис. 97, а). Потім будують 
залежність Ід Ук-Ід(1-ІІ3) (рис. 97, б) і, екстраполюючи її на 
значення УК~10'10 м/цикл, визначають критичний коефіцієнт 
асиметрії циклу навантаження Я ,^ нижче якого Я не впливає 
на в'язкість руйнування К х{с. Визначивши значення Я ,^ що 
відповідає точці зламу на залежності Л^.-Я, і з'єднуючи 
прямою лінією на графіку К^-К  точки А(К; К]/с) та В (1; К^), 
одержують залежність циклічної в'язкості руйнування від Я в 
діапазоні Я=0,1.Л.
Вказана методика прогнозування дає змогу відчутно 
скоротити отримання залежності циклічної в'яакості 
руйнування від коефіцієнта асиметрії циклу, оскільки 
відпадає необхідність в тривалих випробуваннях для
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при великих кое­
фіцієнтах асимет­
рії циклу наван­
таження.
Однак слід 
зазначите що цю 
методику можна 
застосовувати  
тільки до цикліч­
но знеміцнюваних 
матеріалів, для 
яких циклічна 
в'язкість руйну­
вання порівняно з 
КІС знижується 
[202 ].
Для сталей 
15Х 2М Ф А(ІІ),
15Х2МФА(ІІІ) і 
зварного шва Св- 
Ю ХМ Ф Т(ІІ) 
збільшення аси­
метрії циклу
навантаження 
(І?>0) спричиняє 
істотний зсув
залежностей критичного КІН К хГс=^ЛМ[) у бік більших 
довговічностей. Наприклад, при збільшені К від 0,1 до 0,85 
кількість циклів до крихкого стрибка в сталі 15Х2МФА(ІІІ) 
збільшується приблизно на 3 порядки. Кількість циклів 
навантаження до 1-го стрибка тріщини зменшується зі 
збільшенням міри окрихчення. Наприклад,' якщо для сталі 
15Х2МФА(ІІ) АЛГ*-2хЮ5 цикл, то для сталі 15Х2МФА(ІІІ) 
для одержання 1-го стрибка тріщини необхідно всього 2х103 
циклів.
1-Нк 1-Щ 
б
1-й] 1-К
Рис. 97. Схема пришвидшеного визначення 
залежності Кус-К
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Рис. 98. Вплив рівня навантаження на кількість циклів до стрибка 
тріщини: а - 15Х2МФА(ІІІ); б - 15Х2МФА(ІІ); в -  Св-ЮХМФТ(ІІ). 
Точки зі стрілками стосуються повного руйнування зразка
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4.3. Попередня одноразова пластична деформація 
матеріалу без тріщип
В даному параграфі наведені результати дослідження 
впливу одноразової пластичної деформації розтягу на харак­
теристики в'язкості руйнування сталі і критичного розкриття 
тріщини у теплотривкій сталі при статичному і циклічному 
навантаженні [23].
Характеристики в'язкості руйнування при статичному 
навантаженні досліджували при позацентровому розтягу 
компактних зразків завтовшки 7.5...50 мм (див. рис. 39), 
одновісному розтягу плоских зразків з боковою тріщиною 
завтовшки 7,5,..14 мм (див. рис. 40,6), а також одновісному 
розтягу (див. рис. 8,а) корсетних зразків (див. рис, 8,6) з 
поверхневою і круговою тріщиною (рис. 42). Для цього 
застосовували електрогідравлічну випробувальну машину 
Тідропульс 400 кН". В’язкість руйнування при консольному 
згині зразків з боковою тріщиною (див. рис. 37,а) визначали 
на установці УМП-02-04 (виробництва Інституту механіки 
НАН України, м. Київ).
Первинні втомні тріщини отримували при коефіцієнті 
асиметрії циклу навантаження К=Ктіп/Ктах> 0,1 і частоті 
навантаження /=25...30 Гц відповідно до [38]. Під час 
квазістатичного навантаження при випробуванні на К}С 
записували діаграму навантаження (Р) -  переміщення уздовж 
лінії дії сили (V). Для визначення статичної в'язкості 
руйнування К\с ці діаграми обробляли за методикою [38].
Мінімальною циклічною в'язкістю руйнування К^с 
вважали найменше за результатами досліджень 3-4 зразків 
значення критичного КІН. Характеристику що збігається 
з динамічною в’язкістю руйнування матеріалу, визначали із 
залежності розміру крихкого стрибка тріщини ЛІ‘ від К с^, 
яка в подвійних логарифмічних координатах до певного рівня 
може бути апроксимована лінійно (індекс і - відповідає і- 
му стрибку тріщини). Характеристика відповідає
значенню К^ с , при якому відбувається відхилення 
експериментальних даних від вказаної лінійної залежності 
вгору [2,4]. Якщо повне руйнування відбувається вже при 
першому стрибку тріщини, то для обраного режиму
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навантаження визначають тільки циклічну в'язкість 
руйнування К с^ [2,4].
Для дослідження статичної трігцинотривкості 
матеріалів в діапазоні температур 77...623 К використовували 
методики охолодження і нагрівання, застосовані для 
випробування на циклічну тріщинотривкіеть (п. 3,1).
Методика дослідження впливу попередньої пластичної 
деформації на тріщинотривкіеть була такою.
Гладкі зразки (пластини поперечним перерізом
Ьі
,11,  + 11 +
8x50 мм, 14x50 мм, 16x30 мм і 30x70 мм) попередньо 
деформували розтягуванням до різної пластичної деформації 
(як нижче, так і вище максимальної рівномірної деформації 
єв (див. рис. 11, а)). Пластичну деформацію визначали за 
формулою (53),
З підданих пластичній деформації пластин виготовляли 
зразки з боковим надрізом (див. рис. 40,6) для дослідження 
характеристик в'язкості руйнування при статичному і цикліч- 
1,1 йому навантажен­
ні. Причому при 
єПу>єв тріщина збі­
галася з мінімаль­
ним перерізом 
зразка. Зі зруйно­
ваних половинок 
зразків (рис. 99,а), 
у свою чергу, 
виготовляли ком­
пактні зразки (див. 
рис. 39) для випро­
бування на тріщи- 
нотривкість. При 
цьому використо­
вували тільки час­
тини тих зразків, 
у  яких при руйну­
ванні рівень нетто- 
напруження не пе­
ревищував О,4о0)2. 
їх вирізали так, 
щоб площина на­
рис. 99. Схема вирізування зразків із одноразово- дрізу була перпен- 
(а) і циклічно- (б) пластично деформованих дикулярНОЮ ЧИ 
пластин (розміри у мм) ^
Ь» І + У  +
11
г т п
V , п  1 +  у  +
и 8 13 18 ЗО
Ьі 50 50 ЗО 70
'Іл 350 350 350 500
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паралельною до напрямку попереднього навантаження 
(рис. .99),
Характеристики в’язкості руйнування при статичному 
Кк {Кс) І циклічному К^ с , навантаженнях, а також критич­
не розкриття вістря тріщини <5Г, $}е,б ;с досліджували при од-
новісному розтягуванні пластин з боковим надрізом завтовш­
ки 12,5 і 14 мм (див, рис. 40,6) і позацентровому розтягуванні 
компактних зразків завтовшки 12,5 мм (див. рис. 39).
Досліджували вплив одноразової пластичної деформації 
розтягом на опір крихкому руйнуванню сталей 15Х2МФА(І) і 
15Х2МФА(ІІІ), Характеристики механічних властивостей 
сталей після попереднього навантаження зображені на рис. 29.
Попереднє деформування аразків з обох сталей 
здійснювали при 293 К, руйнування зразків зі сталі
15Х2МФА(І) здійснювали при 123 і 183 К, зі сталі
15Х2МФА(ІІІ) - в умовах кімнатної температури. В'язкого 
підростання тріщини при визначенні статичної в’язкості 
руйнування в усіх випадках не було. Вид діаграм наванта­
ження-переміщення уздовж лінії дії сили при статичному 
руйнуванні зразків наведено у табл. 14,- Тут також зазначені 
режими випробувань, товщини зразків і характеристики 
тріщинотривкості при статичному і циклічному навантажен­
нях. Попередня пластична деформація неоднозначно впливає 
на характеристики статичної і циклічної тріщинотривкості як 
сталі 15Х2МФА(І), так і сталі 15Х2МФА(ІІІ) (рис. 100).
Для вказаних сталей збільшення деформації епр
неперервно знижує критичні КІН К%. Однак КІС (Кс)
сталі 15Х2МФА(1) при 123 К спочатку зменшується 
приблизно в 3 рази, а потім із збільшенням попередньої 
деформації повертається до початкового рівня. На відміну від 
сталі 15Х2МФА(І) у сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 293 К 
збільшення еяр до 0,03 практично не впливає на статичну 
в'язкість руйнування, при подальшому збільшенні деформації 
КІС(КС) збільшується.
Відомо, що пластичне деформування сталей одновісним 
розтягам приводить до вичерпання пластичності, 
деформаційного зміцнення, зміни мікроструктури, а також 
наведення залишкових напружень. Спробуємо дослідити
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Т а б л и ц я  И
Характеристики в'язкості руииуваїгпя сталей 15Х2МФА (І) і 15Х2МФА (ПІ) при рі:іпій попередній пластичній
деформації
Сталь 1,
мм
т,
К
і
к /е
К
К /С
і
4 с
к
<5(с 4
Вид
діаграми
МПал/м ШКІЛ.
15Х2МФА 0 12,0 123 27,3 32,9 74,8 1,9 2,7 15,0 нелінійна
0) 0,02 12,0 123 22,5 25,3 30,2 - - 1,3 лінійна
0,05 12,0 183 42,0 63,8 - - - - -  ■
0,08 12,0 123 20,7 22,1 - - - - - .
0,08 12,0 183 32,5 53,9 - - ■ - - -
0,11 12,0 183 32,2 48,5 - - - - - -
0,12 12,0 123 20,0 22,1 - - - -
0,13 12,0 123 - - 35,7 - - 5,5 лінійна
0,16* 12,0 123 - - 88,1 - . - 22,5 нелінійна
0,22 12,0 123 - - 73,2 - - 51 нелінійна
15Х2МФА 0 7,5 293 27,8 40,0 45,1 6,5 11 13,0 лінійна
(Ш) 0,020 14,0 293 27,6 36,0 40,9 - - 8,1 лінійна
0,053 14,0 293 28,0 35,3 91,9 4,8 6,7 32,8 нелінійна
0,080 7,5 293 24,5 32,1 - :2,4 5,5 - -
0,204 14,0 293 - - 139 ■ -• - 43,8 -
* -  тріщ ина паралельна до напрямку попереднього навантаження
к}с,4 ,к 1с(кЛ
МПа-Ім
Рис. 100. Залежність критичних КІН і структурних параметрів сталі
15Х2МФА(ІІІ) при 293 К (а) і 15Х2МФА(І) при 183 К (б) від попередньої
пластичної деформації: 1 - К^-с \ 2 -  К у с ; 3, 4 - К/С[КС); 5 - сІ3; б - Х тах;
1, 3 - тріщина перпендикулярна, 2, 4 -  паралельна до напрямку 
попереднього деформування
вплив попереднього пластичного деформування на опір 
крихкому руйнуванню з урахуванням взаємодії зазначених 
чинників і визначити ті, які мають визначальний вплив.
Збільшення попередньої деформації знижує ек сталей 
15Х2МФА(І) (див. рис. 29,а), і 15Х2МФА(ІІІ) при 293 К. Однак 
відсутність однозначної залежності між КІС (Кс) і епр свідчить, 
що попереднє вичерпання пластичності значно не впливає на 
характер зміни опору крихкому руйнуванню обох сталей.
Поряд з вичерпанням пластичності при деформуванні 
матеріалу до рівня єв, що відповідає умовній межі міцності, 
відбувається деформаційне зміцнення, тобто підвищується 
умовний поріг текучості. Враховуючи загальну тенденцію 
зниження статичної в’язкості руйнування зі збільшенням 
порогу текучості матеріалу [298], деформаційне зміцнення 
повинно приводити до зменшення К/с {Кс) порівняно з 
попередньо недеформованим матеріалом. Така залежність 
підтверджується і для сталі 15Х2МФА(І) (рис. 100), де зі 
збільшенням епр від 0 до 0,075, значення К}с зменшується
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майже втричі (<гв/а0і2~  1,37). Разом з тим для сталі 
15Х2МФА(ІІІ) запас по зміцненню практично відсутній 
(с7В/<То2= 1,052) і вичерпання пластичності при незначному 
зміцненні помітно не впливає на опір крихкому руйнуванню.
Експериментальні дані для сталі 15Х2МФА(і ) при 
епр<ев узгоджуються з результатами дослідження впливу 
різних способів холодної обробки на опір крихкому 
руйнуванню сталей, отриманими іншими авторами [77,330]. 
Однак для деяких матеріалів попереднє пластичне дефор­
мування при еПр<ев має протилежний вплив на тріщинотрив- 
кість. Наприклад [226], встановлено аномальне збільшення 
(приблизно у 3 рази) в'язкості руйнування (Уй) мало легованої 
сталі АІБІ 4340 (0,4%С) із збільшенням попередньої
пластичної деформації (холодне вальцювання і розтягування) 
від 0 до 2%. Підвищення Jc пояснюється присутністю у 
вказаному діапазоні пластичної деформації на діаграмі 
статичного навантаження сталі АІЄІ 4340 зуба текучості і 
пов’язаного з ним збільшення закріплених дислокацій та 
активізації рухомих дислокацій високої густини при 
відсутності зміцнення, що викликає затуплення тріщини [226].
Отже, чутливість критичного КІН К!с{Кс) до 
попередньої пластичної деформації при епр<ев визначається 
передусім здатністю матеріалу у первісному стані до 
зміцнення (відношенням о'в/сгйі2): чим більше <%/сг0)2 сталі, 
тим істотніше знижується опір крихкому руйнуванню 
попередньо деформованого матеріалу.
Попередня пластична деформація значно (хоча й 
неоднозначно) впливає на зміну критичних КІН сталей 
15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) при циклічному і статичному 
навантаженнях. Для досліджуваних сталей (див. рис. 100) в 
усьому діапазоні зміни епр=0...0,22 циклічність навантаження 
зменшує в’язкість руйнування К^ с порівняно з КІС{КС) і К£. 
Причому для сталі 15Х2МФА(1) при 123 К найістотніше 
зниження вказаної характеристики зафіксоване для 
попередньо недеформованого матеріалу. Це пов'язано з тим, 
що при товщині зразка 12,5 мм під час визначення в'язкості 
руйнування за одноразового навантаження реалізується 
напружений стан, близький до плоского, тоді як
характеристики відповідають при плоскій деформації
(за максимальної скутості пластичної деформації у вістрі 
тріщини). Різною мірою скутості пластичної деформації
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пояснюється також більша різниця характеристик К^ с і К кс 
при 183 К ніж при 123 К.
Враховуючи різний характер залежності опору 
крихкому руйнуванню при статичному, циклічному і 
динамічному навантаженнях від попередньої пластичної 
деформації, необхідно обережно підходити до оцінки впливу 
епр на в'язкість руйнування, отриману при різних способах 
навантаження за зсувом температури крихкості [105].
Відомо, що при пластичному деформуванні гладких 
зразків розтягом утворюється система залишкових 
напружень, яка впливає на напружено-дефармований стан у 
вістрі тріщини. Вказаний вплив знаходить вияв у зміні КІН 
відкриття (закриття) тріщини Кор, Характеристики опору 
крихкому руйнуванню з урахуванням залишкових 
стискувальних напружень визначали таким чином:
= к ) с - к ор
К1 _ гг1 _ ьг
Л Ісе// — “ -с-р >
= к %  -  к 6р 
К „  = К І - К ср.
Коефіцієнт інтенсивності напружень Кор визначали за 
методикою, викладеною в п. 3.1.
Збільшення попередньої . пластичної деформації 
збільшує К1се£-{Кседї сталей 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІП), хоча 
й дещо меншою мірою, ніж КІС (рис, 101). Причому залишкові 
напруження не відіграють визначальної ролі в зниженні 
циклічної і динамічної в’язкості руйнування від попереднього 
пластичного деформування.
Вплив попередньої пластичної деформації на опір 
крихкому руйнуванню можна вивчити з використанням 
підходу нелінійної механіки руйнування - критичного 
розкриття тріщини. Збільшення епр від 0 до 0,204 істотно 
(більш, ніж втричі) збільшує критичне розкриття тріщини 
для сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 293 К (рис. 101). Характер зміни 
параметрів £}с>£*с і бс якісно збігається зі зміною 
К ^ ,К £ е//їК,те//(КС[//) з попередньою пластичною 
деформацією. Це пояснюється- тим, що в усіх випадках 
переважаючим був один і той самий механізм руйнування- 
квазісколювання.
Вплив попереднього деформування на напружено- 
деформований стан тіла з тріщиною в інтегральному виді 
можна оцінити за діаграмою навантаження-розкриття вістря 
тріщини.
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На рис. 102, 103 зображені залежності розкриття вістря 
тріщини від КІН Кь К щ  і попередньої деформації для зразків
К 1ґ*Я (К 1с*ІЇ)МПа '^м К и ^ ( К и Щ ш и ^
Рис, 101. Залежність ефективних критичних КІН і критичного розкриття 
тріщини в сталі 15Х2МФА(ІІЇ) при 293 К (а) і 15Х2МФА(Ї) при 123 К (6): 
1, 2 - тріщина паралельна; 3, 4 -  перпендикулярна до напрямку 
попередного навантажування
зі сталі 15Х2МФА(І) при 123 К і сталі 15Х2МФА(ІІІ) в 
умовах кімнатної температури (КІе^ К г Кор). Залежно від 
термообробки сталі спостерігається різний характер впливу 
попереднього навантаження на розкриття тріщини. Для сталі 
І5Х2МФА(І) при фіксованих значеннях збільшення ев 
спочатку зменшує (поки епр< ев), а потім збільшує розкриття 
тріщини. Однак для сталі 15Х2МФА(ГІІ) збільшення 
деформації до 0,05 майже не впливає, а при епр>0,05 зменшує 
розкриття тріщини.
Ці дані про вплив попередньої деформації на 
залежність 5~Кг при епр<єв є цілком вірогідними і їх, як це 
було зроблено вище, можна пояснити різницею в запасах 
зміцнення для сталей 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ). Разом з 
цим вплив великих пластичних деформацій {епр>ев) на 
напружено-деформований стан зразків з тріщинами зі сталі 
15Х2МФА(І) і 15Х2МФА{ІІІ) пов'язаний як з деформаційним 
зміцненням, так і з утворенням шпар.
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Рис. 102. Залежність розкриття тріщини 6 для 
сталі 15Х2МФА(ПІ) (а) і 15Х2МФАЦ) при 128 К 
(б) від КШ (1,3,5,7,9,11) і К\ (2,4,6,8,10,12) 
при різній попередній пластичній деформації): 
епр=0 (1,2); 0,019 (3,4); 0,053 (5,6); 0,22' (7,8); 0,20 
(9,10); 0,016 (11,12). Тріщина перпендикулярна (1- 
10) і паралельна (11,12) напрямку попереднього 
навантаження
Врахування закриття тріщини, тобто зменшення поточ­
ного значення КІН Кг на величину Кор, приводить тільки до 
часткового зближення залежностей д~Кщ{рис. 102). Отже, Кор 
не відображає повністю впливу попередньої пластичної де­
формації на напружено-деформований стан зразка з тріщи­
ною при одноразовому навантаженні.
Вплив шпар на опір крихкому руйнуванню. Деформу­
вання матеріалу за умовною межею міцності поряд з 
процесами зміцнення, що знаходить вияв у збільшенні 
істинних напружень з підвищенням деформації, викликає 
також знеміцнення, супроводжуване інтенсивним утворенням 
і розвитком шпар від включень, витягуванням зерен в 
напрямку дії сили [58,465]. Кінетику росту шпар 
досліджували при розтягу циліндричних і плоских зразків зі 
сталей 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) при кімнатній 
температурі [58].
187
Дмкм &пр~ ■  0,075 Для сталей 
15Х2МФАЦ) і
15Х2МФА(Ш) при 
епр>ев характер 
зміни максималь­
ного розміру шпар 
в напрямку, пер­
пендикулярному до 
площини тріщини 
(див. рис. 32) та 
критичного КІН 
КІС(КС) від пластич­
ної деформації (див, 
рис. 100), приблизно 
одинаковий. Спосте­
рігається задовільна 
корреляція між 
опором крихкому 
руйнуванню і роз­
міром шпар ХпРис. 103. Залежність розкриття тріщини При розтягуванні зразків 1« 12,5 мм із сталі .
15Х2МФАЦ) при 123 К (а) і 14 мм із сталі ІРИС- ^  ЗбіЛЬ-
15Х2МФА{ИІ) при 293 К (б) від попередньої ШЄННЯМ макси-
пла стичної деформації. Тріщина перпендику- мального розміру
лярна (1) і паралельна (2) напрямку поперед- щпар X  вели- 
нього навантаження “  „  *???.чина Кіс (АГС) збіль­
шується.
Відсутність кореляції між опором крихкому руйнуванню 
КІС (Кс) і розміром шпар 7тах обумовлена тим, що під час 
пластичного деформування, в досліджуваному діапазоні 
епр= 0...0,22 ріст шпар в напрямку, перпендикулярному лінії 
дії зусилля, майже відсутній [58]. Коефіцієнт витягу зерен в 
діапазоні єпр= 0.,.0,22 практично не змінюється і, отже, не 
впливає на критичний КІН Кк (Кс).
При е„р=0}16...0,18 шпари можуть бути представлені у 
вигляді еліпсоїда зі співвідношенням довжини півосей 
а/Ь=Хтах/¥тах=1:3 для сталі 15Х2МФА(І) і а/Ь =1:5,3 для 
сталі 15Х2МФА(ІІІ) [58]. На підставі розгляду взаємодії 
макротріщини завдовжки І з подвійноперіодичною системою 
мікротріщин (див. рис. 5), орієнтованих під кутом а  до 
площини макротріщини, стверджувалося [450], що при зміні а 
від 0 до 90° відношення критичних навантажень тіла з 
мікротріщинами і без них Р*/Р0 збільшується від 0,925 і 0,95. 
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Кіс> Кс, МПалЛм"Однак нами одер­жано, що зміна а 
від 90° (тріщина 
перпендикулярна 
до напрямку по­
переднього наван­
тажування) до 0 
(напрямок росту 
тріщини і попе­
реднього наван­
таження збіга­
ються) збільшує 
Кс сталі
15Х2МФА(І) при 
293 К і еп ==0,16 
від 46 МПаум (ін­
терпольоване зна­
чення) до
88,1 МПаТм, тобто 
приблизно вдвічі 
(див. рис. 100).
Таким чином, 
вплив шпарис­
тості попередньо 
деформованого
матеріалу на в'язкість руйнування АГ/С(ІГС), очевидно, буде 
проявлятися більше через зміну напружено-деформованого 
стану. Підтвердженням цьому є те, що критичне розкриття 
тріщини паралельної і перпендикулярної напрямку 
деформації пов’язане з попередньою деформацією єпр єдиною 
залежністю (рис. 101).
Проаналізуємо вплив орієнтації шпар відносно 
магістральної тріщини на напружено-деформований стан 
зразка з тріщиною Із сталі 15Х2МФА(І). Для цього розгляда­
ється зведена довжина мікротріщини, якою є проекція шпари 
на вісь X  (див. рис. 3), що змінюється залежно від орієнтації 
шпари та магістральної тріщини. Якщо тріщина паралельна 
до напрямку попереднього навантаження, зведена довжина 
мікротріщини Іп=1і, якщо перпендикулярна - 1п= 0,331: [58].
Згідно з (15) і (16) для великих Ц/к}
Рис. 104. Орієнтація шпар А відносно тріщини (а) і 
залежність К !с(К с) сталі від (1,2) Утах (3,4)
(б). 15Х2МФА(І) - 1,3; 15Х2МФА{ІІІ) - 2,4
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к ’н / К  = а + 1 , / ю / а +31,/^),
де К ,п, К ^- відповідно КІН для тріщини, орієнтованої пара-
лельно і перпендикулярно напрямку попередньої деформації.
Вважаючи Іі/к\=0,2...20,0, знаходимо
К ’/п І К^п =0,75...0,334. Отриманий результат якісно під­
тверджує дані, зображені на рис. 102, 103 для сталі
15Х2МФА(І) при 293 К, за якими при одному і тому ж КІН 
К]=2Ь МПаТм розкриття тріщини, паралельної напрямку 
попереднього навантаження менше ніж тріщини, перпенди­
кулярної до нього.
На підставі отриманих результатів можна стверджу­
вати, що вплив попереднього пластичного деформування на 
опір крихкому руйнуванню сталі 15Х2МФА має складний і в 
деяких випадках суперечливий характер. Наприклад, зі 
збільшенням попередньої деформації (епр>ев), при однакових 
КІН розкриття тріщини збільшується для сталі 15Х2МФА(І) і 
зменшується для сталі 15Х2МФА(ПІ).
При деформаціях, що не перевищують максимального 
рівномірного видовження епр<ев> спостерігається істотне 
зменшення опору крихкому руйнуванню К1с {Кс) сталі 
15Х2МФА(І) при 123К порівняно з попередньо недеформо- 
ваним матеріалом. Однак в'язкість руйнування К/с сталі 
15Х2МФА(ІІІ) залишається практично постійною в діапазоні 
зміни єпр від 0 до ев. Вказані залежності КІС від попередньої 
деформації є цілком вірогідними і узгоджуються з відомими 
даними [79].
Разом з тим великі попередні пластичні деформації 
{епр>ев) значно збільшують опір крихкому руйнуванню обох 
сталей при статичному навантаженні, хоча при цьому
критичні КІН АГ|С, дещо зменшуються порівняно з
первісним станом.
Вперше виявлено [23] аномальне збільшення КІС сталей 
при деформаціях, що перевищують максимальне рівномірне 
видовження. Воно обумовлене впливом на напружено- 
деформований і граничний стан у вістрі тріщини шпар, що 
утворилися на стадії попереднього навантаження. При цьому 
для опису одержаних результатів була використана модель 
А. Чудновського [257], яка враховує взаємодію двох 
мікротріщин з магістральною тріщиною. Присутність двох
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колінеарних мікротріщин попереду магістральної тріщини 
зменшує коефіцієнт інтенсивності напружень К!с,
Факт* що присутність в конструкційній сталі шпар 
збільшує статичну в'язкість руйнування, має важливе 
практичне значення, Якщо під час виготовлення матеріалу 
створювати певним чином орієнтовані шпари, то можна 
підвищити його опір' крихкому руйнуванню. Однак* як 
випливає з одержаних експериментальних даних, в'язкість
руйнування К^ с і К*е при цьому знижується.
Потрібно відзначити, що якщо для сталей явище 
збільшення статичної в'язкості руйнування при наявності 
шпар вперше виявлене [23], то для крихких матеріалів типу 
кераміки формування шпар (мікротріщин) на стадії 
виготовлення в окремих випадках вже використовується для 
одержання матеріалів з високим опором крихкому 
руйнуванню [291].
4.4. Попередня циклічна пластична деформація 
матеріалу без тріщин
Досліджували вплив попереднього циклічного 
пластичного деформування на характеристики в'язкості 
руйнування сталі 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) при 
статичному і циклічному навантаженнях [27,145]. Попередньо­
му навантаженню (Д=1) піддавали гладкі пластини перерізом 
робочої частини 12,5x45 мм (сталь 15Х2МФА(І)) і 14x24 мм 
(сталь 15Х2МФА(ІІІ)), з яких опісля виготовляли зразки з 
боковим надрізом та компактні зразки. Крім цього, опір 
крихкому руйнуванню визначали під час розтягування 
циліндричних зразків з поверхневою тріщиною після 
випробування їх на втому. Зразки і формули для 
визначення КІН описані в п. 2,1, 3.1. Амплітуда
пружнопластичної деформації дорівнювала єа =0,3; 0,45 і 
0,7%; відносне напрацювання - N = 0,3; 0,6 і 0,85; N ,
де ІУт - кількість циклів навантаження до появи на поверхні 
тріщини завдовжки 0,5...1,0 мм.
Попереднє деформування зразків з обох сталей 
здійснювали при 293 К, руйнування зразків зі сталі 
15Х2МФА(І) при 123 К* зі сталі 15Х2МФА(ІП) -при кімнатній 
температурі. В'язкого підростання тріщини під ‘ час 
визначення статичної в'язкості руйнування в усіх випадках 
не було.
191
Вплив попереднього напрацювання на опір крихкому 
руйнуванню досліджуваних сталей при статичному і 
циклічному навантаженнях має досить складний характер 
(рис, 105). Збільшення #  до 0,3 зменшує статичну і циклічну 
в'язкість руйнування сталі 15Х2МФА(І) при температурі 
123 К, а в подальшому (#> 0 ,3 ) - збільшує Кс) однак майже не 
впливає на #|с і К*с. Якщо при #= 0 ,3 , збільшення амплітуди 
пружнопластичної деформації знижує К!сі то при #=0,85  із 
збільшенням €а критичний КІН Кс збільшується.
----- ■ * * ■ *
0  0 ,2  0 ,4  0 ,6  0 ,8  N /N т
0 ОД 0,8 1,2 1£Д0**МДж/м5
Рис. 105, Залежність критичних КІН сталі І5Х2МФА(І) при 
123 К (а) і 15Х2МФА(ІІІ) при 293К (б) від кількості циклів
навантаження і питомої енергії непружної деформації: К^с
(1,3), К £ . (4,6), К и Ю  (7,9); єа=0,3 (1,4,7); 0,45 (2,5,8); 0,7% (3,6,9)
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На противагу сталі 15Х2МФА(І) у сталі І5Х2МФА(ІІІ) 
спостерігається протилежний характер впливу попереднього 
циклічного навантаження на опір крихкому руйнуванню. 
Невелике напрацювання (А/ =0,3) збільшує опір крихкому 
руйнуванню при одноразовому Кс і циклічному К с^, Кк}с
навантаженнях, однак наступне збільшення N знижує ці 
характеристики тріщинотривкості. На рис. 105 відзначені 
межі виконання умов плоскої деформації (максимальної 
скутості . пластичних деформацій у вістрі тріщини) за 
критерієм / > 2,5 (Кі/стд^ )2.
Циклічність навантаження на стадії росту втомної 
тріщини приводить до істотнішого зниження опору крихкому
руйнуванню к }с порівняно з К1с (К^ для сталі 15Х2МФА(І),
попередньо підданій циклічному деформуванню (N>0,3), 
Разом з тим збільшення напрацювання зменшує відношення
обох сталей.
Вплив попереднього циклічного навантаження на опір 
крихкому руйнуванню можна описати також за допомогою 
накопиченої питомої енергії непружної деформації \¥, 
визначеної таким чином [188]:
Ш = [АШ - А\ЧТ (А\У/АУ/Т)Р№ ,
де АІ¥ -  питома енергія непружної деформації за цикл при 
N =0,5. Виявляється, що характер зміни опору крихкому 
руйнуванню сталі 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ) від N та IV 
однаковий.
Для оцінювання опору крихкому руйнуванню сталей 
найчастіше використовують критерії локального руйнування, 
пов’язані з досягненням в найбільш напружених об'ємах кри­
тичних напружень. Цей підхід можна застосовувати, коли 
руйнування перебігає за механізмом сколювання. Він вимагає 
коректної оцінки напружено-деформованого стану у вістрі 
тріщини.
За допомогою рівняння (34) вдається дослідити вплив 
попереднього циклічного навантаження (І2=-1) на опір 
крихкому руйнуванню сталей 15Х2МФА(І) і 15Х2МФА(ІІІ). У 
зв’язку з цим зазначимо, що для сталі 15Х2МФА(ІІІ) 
(рис. 105) збільшення опору крихкому руйнуванню при 
збільшенні напрацювання N (А  < 0,3) пов'язане з ефектом
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Баушингера, Причому найбільше зниження відбувається 
протягом декількох перших циклів і вже при N*0,1 настає 
стабілізація (див. рис. 23). Під час жорсткого циклічного на­
вантаження при N<0,1 зміною сгск можна знехтувати, 
оскільки втомне пошкодження незначне, а залишкова 
пластична деформація після напрацювання ще відсутня. За
К;с(Кс)
МПахм
формулою (34) зменшення сг02 при crCK=const повинно 
збільшувати в'язкість руйнування К!с 3  даних рис. 106 
випливає, іцо чим більша амплітуда пружнопл а стичної 
деформації, тим менший поріг текучості сталі 15Х2МФА(ІІІ) і 
тим більшим повинне бути К!с. Зниження опору крихкому 
руйнуванню сталі 15Х2МФА(ІІІ) з подальшим збільшенням 
циклічного напрацювання (N>0,3) (див. рис. 100) відбувається 
при незмінному <TQt2 (див. рис. 18), що відповідно до формули 
(34) може спричинятися тільки зниженням напруження 
сколювання.
Враховуючи те, що для сталі 15Х2МФА(І) тривалість 
неусталеної стадії (де відбувається зміна <jqi2) дещо більша, 
ніж для сталі 15Х2МФА(ІІІ), і становить N = 0,3, вплив
циклічності на­
вантаження при 
293 К на К]с 
сталі 15Х2МФА 
(І) при 123 К 
буде відобража­
тися у зміні егск 
та зменшенні 
сго^ . Оскільки для 
сталі 15Х2МФА(І) 
(рис 106) після по­
переднього на­
працювання при 
293 К зі збіль­
шенням амплі­
туди пружно- 
пластичної де­
формації поріг 
текучості змен­
шується, то 
спостережуване 
в експерименті
40 -
20
Єа.%
Рис. 106. Залежність ао ,2 і К-іс (К с) сталі 15Х2МФА(І) 
ігри 123 К (а) і 15Х2МФА(ІІІ) (б) при 293 К від 
амплітуди пружношіастичної деформації (N*=0,3):
1 - < г , 2 - СІг /ст0і2, 3 - Кіс (Кс)
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зменшення К[с (N =0,3) із збільшенням єа від 0,3 до 0,7% 
обумовлене, очевидно, зменшенням напружень сколювання.
Подальше збільшення К1с сталі 15Х2МФА(І) (див. 
рис. 105), зі збільшенням циклічного напрацювання зумовлене 
особливостями формування мікроструктури матеріалу. Вище 
(п, 2.3) були приведені результати дослідження 
закономірностей розвитку поверхневих мікротріщин в зразках 
зі сталі 15Х2МФА(ІІІ) під час випробувань на витривалість. В 
сталі 15Х2МФА(І) вже на ранніх стадіях циклічного 
навантаження при £-а-0,3...0,7% утворюються мікротріщини, 
розміри і густина яких з напрацюванням збільшуються.
На рис. 107 зображена залежність опору крихкому 
руйнуванню сталі 15Х2МФА(І) при статичному К1с(Кс) І 
циклічному Кр> К*с навантаженнях від середньої відстані між 
мікротріщинами г , а також залежність розрахованого розміру 
пластичної зони від К!с. Якщо розмір пластичної зони у вістрі 
тріщини меньший від середньої відстані між мікротріщинами
Гу/г< 1, то циклічне навантаження знижує КІС, К с^ і К*е, однак
при Гу/г>1 збіль­
шення напрацю- К!с(Кс),К!м
вання збільшує мПаУм .
К}с(Кс) сталі
15Х2МФА(І) при 
123 К. Перехід до 
крихкого руйну­
вання при цикліч­
ному навантаженні 
(£ }С,К *) в усіх
випадках відбува­
ється при гу< г  і 
тому зі збільше­
нням напрацюван­
ня К}с, К% не
збільшуються.
На підставі 
отриманих експе­
риментальних да­
них і щойно викла­
дених міркувань Рис. 107. Залежність критичних КІН сталі 
запропоновано 15Х2МФА(І) при 123 К від т (а) і гу/  т (6)
195
підхід до прогнозування впливу попереднього циклічного 
деформування на опір крихкому руйнуванню [27]. У зв'язку з 
цим. розглянемо схематичні залежності статичної в ’язкості 
руйнування сталі 15Х2МФА(І) при 123 К і 15Х2МФА(ЇІІ) при 
293 К від загальної енергії непружиої деформації (рис, 108).
Для сталі 15Х2МФА(І) в’язкість руйнування Кк з 
урахуванням попередньої циклічної пластичної деформації 
(рис. 108, а)
%Іс ~ ~  ДК іс{Д<? 0 і2 ’ Д (7ск) +  Д К ІС{ЦГ )  ,
де Кк - в ’язкість руйнування первісного матеріалу; 
ДКк {Ао-02 >Д<усх)- зміна в’язкості руйнування внаслідок прояву 
ефекту Баушингера, а також від зміни напруження 
сколювання; Кк(Щ - зміна в'язкості руйнування, обумовлена 
енергією непружної деформації, яка розсіюється в матеріалі 
при циклічному навантаженні.
Рис. 108. Схематична залежність статичної і динамічної 
в'язкості руйнування сталі 15Х2МФА{І) (а) при 123 К і 
сталі 15Х2МФА(ІІІ) (6} при 293 К від питомої 
енергії непружної деформації
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В'язкість руйнування сталі 15Х2МФА(ХІІ) з 
урахуванням впливу попередньої пластичної деформації 
(рис.108, б)
ІІи = К „ + АКк( л ^ г) -  Ж , ^ ) .  (87)
Враховуючи рівняння (34) і приймаючи, що
ДКіс(а0 л )-
2
(88)
7 ,4 3 1 « г) !
(89)
В рівняннях (88) і (89) визначають за результатами
дослідження закономірностей непружного циклічного 
деформування на ділянці стабілізації при заданій амплітуді 
пружнопластичної деформації.
Рівняння (34), (87) - (89) дають змогу прогнозувати 
вплив попереднього циклічного навантаження на опір 
крихкому руйнуванню циклічно знеміцнювальних сталей при 
статичному навантаженні.
Як випливає з аналізу даних (рис. 105, б), спадні 
ділянки залежностей КІС-Я" є прямолінійними і при різних 
амплітудах пружнопластичної деформації мають приблизно 
однакові кути нахилу до осі абсцис. Таким чином, наближено 
можна вважати, що для сталі 15Х2МФА(ІІІ) зменшення 
в'язкості руйнування К1с за цикл є сталою величиною:
=(АКІС/А\¥)е^  -  ... = к^= сопзї- (90)
Параметр кю має розмірність МПа^ /м /(М Д ж /м3) і 
характеризує інтенсивність окрихчення матеріалу при 
циклічному навантаженні.
Рівняння (87) з урахуванням (88) і (90) матиме вигляд:
К іс -  к Іс +
N,37
7,431) 7 0,2)
V?'
\а0.2)
-к„(ГГ-ГГо) •(91)
Приймаючи наближено =0, отримаємо
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-  —  -к „У Г . (92)
4^ 0,2 )
Для прогнозування впливу попередньої циклічної 
деформації на КІС необхідно визначити КІС недеформованого 
матеріалу згідно з [38]. З рівняння (34) за відомим порогом 
текучості визначаємо Кіс для непошкодженого матеріалу. 
Величину <т£, визначаємо на основі залежності (рис. 106), по­
будованої за результатами дослідження закономірностей 
пластичного деформування матеріалу. Параметр £„ можна 
визначити таким чином. Під час випробувань гладкого зразка 
на циклічну міцність при заданій амплітуді пружнопластичної 
деформації після появи поверхневої мікротріщини завдовжки 
0,5.,.1,5 мм випробування припиняють. Після цього вирощують 
тріщину з дотриманням рекомендацій стандарту [38] і 
визначають в'язкість руйнування (КІС)т ^. Остаточно з 
формули (90)
На рис. 105,6 зображені розраховані залежності опору 
крихкому руйнуванню сталі 15Х2МФА(ІІІ) при статичному 
навантаженні від питомої енергії непружної деформації. 
Враховуючи, що для сталі 15Х2МФА(ІІІ) при відносному 
напрацюваннІ ЛГ—0,3 критерій (20) не виконується, 
розрахункові залежності КІС-№ будували таким чином. З 
рівняння (34) визначали напруження сколювання, яке при 
КІС=65,3 МПа Ум і сг£г =954 МПа дорівнює 2900 МПа. Викорис­
товуючи експериментальну залежність <тІл -Й  для ^=0,3% 
(див. рис. 23), з рівняння (34) при <7С* ^ сопбі отримували 
залежність {N<0,3) (див. рис. 105). Проводячи лінії
через розрахункову (ТУ =0,3, К;і!=68,7 МПа Ум) і
експериментальну (7/=0,6, КІС-5 3  МПал/м) точки, одержували 
залежність К;с-7 / ( А/>0,3), з якої визначався коефіцієнт 
циклічного окрихчення £„=0,0358 МПа Ум /  (МДж/м3).
Залежності К!с-Й  при # = 0 ,3  для інших значень єа 
розраховувалися аналогічно, а при //> 0 ,3  - за формулою (92) 
при £ц,=0,0358 МПа Ум /(М Д ж /м3).
к (93)
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Виявилося, що розрахункові і експериментальні залеж­
ності задовільно узгоджуються за винятком N=0,3, де при 
визначенні Ки умова плоскої деформації не виконувалась 
(рис. 105, табл. 15).
Таблиця 15
Порівняння розрахункових і експериментальних даних в'язкості руйнування 
К !с сталі 15Х2МФА (III) при 293К
&а* % _ц
МПа
N ■ К[С(КС),
МПа-\/м Похибка, %
. експер. розрах*
0 954 0 65,3 - -
0,3 930 0,3 73,0 68,7 5,9
0,3 930 0,6 60,0 53,1 11,5
0,45 820 0,3 91,0 88,4 2,9
0,45 820 0,6 88,5 72,8 24,4
0,7 800 0,3 120 92,9 22,5
0,7 800 0,85 48,3 64,2 32,9
* обчислення проводили за формулою (91);
& 0  2  визначали при відносному напрацюванні N  “ 0,3.
За аналогією з рівнянням (91) динамічна в’язкість руйну­
вання сталі 15Х2МФА(ІІІ) з урахуванням циклічного напрацю- 
вання (див. рис, 108) дорівнює
К ос = К ос 7,431
1 V  (
у
-к !„(У / -Ж 0), (94)
де Сг£г , СГ*і2 - відповідно поріг текучості при динамічному 
навантаженні матеріалу у первісному стані і матеріалу 
після циклічного навантаження; - динамічна в'язкість 
руйнування первісного матеріалу.
Коефіцієнт к'ю визначають аналогічно до к^ _
Подібним чином оцінюється також вплив попереднього 
циклічного навантаження на мінімальну циклічну в'язкість 
руйнування.
Таким чином, попереднє пружнопластичне деформуван­
ня до моменту зародження тріщини істотно впливає на харак­
теристики в'язкості руйнування при статичному, циклічному і 
динамічному навантаженнях. Цю обставину необхідно обо-
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в’язково враховувати при розрахунках довговічності відпові­
дальних конструкцій за критеріями крихкої міцності.
Як відомо, однією з основних причин крихкого руйнуван­
ня конструкцій є їх повторне навантажування під час експлуа­
тації, причому його негативний вплив зі зниженням темпера­
тури збільшується. Окрихчення матеріалу за таких обставин 
відбувається вже при напруженнях, менших від межі 
витривалості [67].
Нижче приведені результати дослідження впливу 
експлуатаційного напрацювання на опір крихкому руйнуваню 
сталі 20Л - матеріалу корпусу автозчіплювача вантажного 
вагону [9,31]. Характеристики механічних властивостей сталі 
20Л отримані на зразках, вирізаних із зони концентрації 
напружень корпусів автозчіплювачів, що експлуатувалися 
різний час, наведені у табл. 16. Компактні зразки завтовшки 11 
мм для випробування на тріщинотривкість вирізували з 
перемички хвостовика корпусу автозчіплювача (див. рис. 70). 
Циклічну тріщинотривкість визначали відповідно до 
рекомендацій [138,139,150] при К=0,1. Збільшення 
напрацювання з 11 до 31 року (рис. 109) істотно знижує
критичні КІН К^ с, К/с і КІС при 213 К. При цьому 
характеристикою, найбільш чутливою до експлуатаційного 
напрацювання, є мінімальна циклічна в’язкість руйнування. Із
збільшенням напрацювання з 11 до 31 року К^ с знижується
приблизно вдвічі. З порівняння Х"|с і КІС випливає, що їх
відношення збільшується з 1,6 при г=11 років до 2,6 при г=31 
рік. Зі збільшенням експлуатаційного напрацювання
збільшується також відношення Кіс/К^с, яке при /=31ріх 
становить 1,9.
Необхідно відзначити, що оскільки під час визначення
(напрацювання 11...31 рік) і К^ с (напрацювання 
11 років) при 213 К умова максимальної скутості деформації не 
виконувалася (з вигляду діаграми Р-У), ці характеристики є до 
певної міри умовними і можуть порівнюватися тільки при 
однакових розмірах зразків і довжинах тріщини. В'язке 
підростання тріщини при статичному навантаженні при 213 К 
спостерігалося тільки у зразках з мінімальним напрацюванням.
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Т а б л и ц я  16
Характеристики тріщино тривкості сталі 20Л
Напрацюва­
ння,
років
Т , К 4.
мкм
у5%
к 9
ігтах І е^-1 1
МПа-Ум
11 213
293 24
45 73 47,3 64
21 213
293 14
43 72 36 50
31 213
293
60 27 47
без напрацю­
вання
293 ЗО
Таким чином, в умовах холодного клімату розрахунок на 
крихку міцність матеріалу автозчіплювачів необхідно про­
водити за критичними КІН при циклічному навантаженні з 
урахуванням впливу на ці характеристики експлуатаційної 
наробки. Оскільки при температурі 293 К застосування 
параметрів лінійної механіки руйнування для оцінювання 
граничного стану зразків з тріщиною (товщина 11 мм) із сталі 
20Л при статичному навантаженні не є чинним, був викорис­
таний підхід. нелінійної механіки руйнування, заснований на 
визначенні критичного розкриття вістря тріщини.
На рис. 110 зображена залежність критичного роз­
криття 5С вістря 
тріщини сталі 20Л 
при 293 К від часу 
експлуатації. Роз­
криття тріщини виз­
начали за наван­
таженням, що від­
повідає Ь% січній на 
діаграмі Р-У. Харак­
теристика 6С досить 
чутлива до
напрацювання: з її 
збільшенням до 31 
року 6С сталі 20 Л 
зменшується майже 
втричі порівняно з 
первісним станом - з
Рис. 109. Залежність критичних КІН К^с , Кус,
сталі 20Л при 213 К від часу 
експлуатації
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Рис. 110. Залежність критичного розкриття вістря 
тріщини в зразках із сталі 20Л при 293 К від 
часу експлуатації
ЗО до 11 мкм. Згідно з [91,270] за умов плоского напруженого 
стану розкриття тріщини може бути визначене за формулою
Оскільки, як вже відзначалось вище, із збільшенням 
часу експлуатації поріг текучості сталі 20Л збільшується, то 
згідно з цією формулою критичне розкриття тріщини повинно 
зменшуватись.
Отримані результати про вплив експлуатаційного 
напрацювання на критичні КІН при статичному Кд^Кд'* і
циклічному К^ с і К*с навантаженні, а також на критичне 
розкриття тріщини сталі 20Л узгоджуються а результатами 
інших авторів. У працях [74,330] виявлене істотне зниження 
в'язкості руйнування КІС заліза після одноразового пластич­
ного деформування (вальцювання) і зменшення критичного 
розкриття тріщини в корпусній теплотривкій сталі А-538 
(0,23% С; 1,5% Мп; 0,5% 0,5% Мо) і високоміцних сталях
НТ80 і НТ130 після попереднього пластичного деформування 
на 10%. Однак різний характер зміни інтенсивності вивіль­
нення пружної енергії деформації й}с сталі 20Л залежно від 
тривалості циклічного напрацювання при Лу=105 циклів 
помічений в праці [55].
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РОЗДІЛ 5
ВПЛИВ ПЕРЕВАНТАЖЕННЯ ТІЛА З ТРІЩИНОЮ 
НА ОПІР КРИХКОМУ РУЙНУВАННЮ 
ЗА СТАТИЧНОГО НАВАНТАЖЕННЯ
5Д. Моделі крихкого руйнування тіла з тріщиною 
з урахуванням перевантажеппя
Відомо, що за певних умов попереднє одноразове пере­
вантаження зразка з тріщиною позитивно впливає на опір 
крихкому руйнуванню матеріалів.
Так званий метод попереднього теплого наванта­
жування (ПТН) (warm prestress) полягає в навантажуванні і 
розвантажуванні елемента конструкції з тріщиною при 
температурі, яка перевищує температуру експлуатації. Цей 
метод дає змогу збільшити в'язкість руйнування феритних 
сталей, особливо якщо температура попереднього навантажу­
вання перевищує температуру в'язко-крихкого переходу [26, 
76,200,261-256,261,262,300,306,325,334,348,358,366,379,407].
У загальному випадку ефект ПТН обумовлений такими 
чинниками:
а) при підвищеній температурі створюється холодно- 
деформована структура, яка стійкіша до руйнування ско­
люванням, тобто попередня розтягуюча деформація впливає 
зміцнююче;
б) після попереднього навантаження змінюється гео­
метрія тріщини, оскільки вона затуплюється, що приводить 
до зміни напружено-деформованого стану зразка і при пов­
торному навантаженні при нижчій температурі слід розгля­
дати вже не тріщину, а надріз;
в) в околі вістря тріщини на стадії розвантаження 
виникають залишкові стискаючі напруження.
На рис. 111 схематично зображена температурна за­
лежність в’язкості руйнування в області в'язко-крихкого 
переходу і відповідна зміна КІН. Згідно з цією схемою попе­
реднє навантаження і розвантаження здійснюються при 
підвищеній температурі (Т 3), потім конструкція 
охолоджується і - знову навантажується при нижчій
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температурі (Г2). По­
ведінка матеріалу 
при такому наванта­
женні може бути 
передбачена за до­
помогою локальних 
критеріїв [231,261,
262]. У випадку мало- 
масштабної текучості 
коректне передбачен­
ня ефекту теплового 
перевантаження ви­
конане Каррі [262] на 
основі моделі Р. Річі,
Дж. Нотта і Дж.Райса 
[407]. Досить вірогідні 
розрахунки для
випадку загальної 
використовуючи розподіл Вейбулла і результати чисельного 
аналізу [234].
Цікавий підхід до прогнозування впливу ПТЇЇ на опір 
крихкому руйнуванню в умовах маломасштабної текучості є в 
працях Г.Челла зі співробітниками [251,253,254]. Як критерій 
руйнування використовувався Je - Інтеграл [235]. Було 
виявлено, гцо після ПТН пластичність при охолодженні, 
внаслідок збільшення порогу текучості зникає [255]. В 
пластичній зоні після ПТН утворюється область залишкових 
пластичних деформацій, де при низькій температурі теку­
чість буде відсутня доти, доки напруження від зовнішнього 
навантаження не перевищать поріг текучості. Ця зона, на 
відміну від зони, де можлива пластична текучість, на­
зивається залишковою зоною.
Основним механізмом пластичного деформування є рух 
дислокацій [236,250]. Відповідно до запропонованого критерію 
руйнування в пластичній і залишковій зонах відбуватиметься, 
якщо досягається критична сила на всіх активних дислока­
ціях при низькій температурі (тобто в пластичній зоні). Ця 
сила оцінюється ./-інтегралом, що має тільки пружну 
складову Уе [235]. Оскільки залежить від шляху, то його 
обчислюють тільки на контурі, який охоплює рухомі дисло­
кації, тобто на межі поділу пластичної і залишкової зон 
(рис. 112). Тут Гг - пружнопластичний контур, утворений від
Рис. Ш . Схема ПТН
текучості виконав Ф. Беремін,
пластична
к ф!‘ > >к Ф(1Ї> ' >і
залишкові зони
б пластична залишкова
зона зона
Рис. 112. Схематичне зображення зон пластичної і залиш­
ково! деформації (а); пластична зона е область, де проходить 
рух дислокацій і залишкова зона - область, де дислокації 
нерухомі (б) [254]
ПТН при температурі 7^ , Г2 - границя пластичної зони 
стиску, яка формується під час розвантаження при Тг. За 
повторного навантаження нова пластична .деформація, обме­
жена контуром Г3, буде визначатися не тільки прикладеним 
навантаженням, але й розміром залишкових зон Г] і Г2. 
Таким чином, слід обчислювати уздовж контура Г3.
Допустивши, що руйнування здійснюється за умови 
3 урахуванням залежності Тс - К 21с/Н [255]
Було прийнято припущення, що напруження в 
пластичній зоні однорідні і дорівнюють напруженню 
текучості. На рис. 113 представлені схеми ПТН, а також 
відповідні незалежні стани, суперпозиція яких дає 
результуючий стан. Тут щ - напруження, прикладене на г-му 
ступеню навантаження; щ - напруження текучості при 
температурі що відповідає і-й сходинці навантаження. 
Розмір пластичної зони я—сц-с. В загальному випадку 
сходинкинавантаження 1 ,і 2 можуть здійснюватись при 
різних температурах Ті і Г2, де Тг > Т2 > Т2.
Розглядались три випадки ПТН [254]
Випадок 1
Цей випадок відповідає режиму
^  = К І/ Н (95)
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(96 )/<*г > ( ° і  -&а )/ (Є і  +<Гг)>(<Т3 - ° г ) / ( ° з + Є г ) >  
що еквівалентно > 8 г >  (рис. 113, а).
Випадок 2
Умова
с7; /ст/ > (а3 -<г]) / ( а 3 - д г})>(<т3 -~а2) /( ° з +° 2 )> 
>(и} ~сг2) / ( а ! - а 2)
рівносильна умові 5  ^ > ^  > $2 (рис 113, б).
а,
оз
о>
03
СГ/
<Уг
1 2 З
о>
В
Рис. 113, Схематичне зображення ПТН і окремі компоненти стану: 
а - випадок б - в -  5д>5'і>5г [254]
Випадок З
Умова
(<уг -<у1) / ( а3 ~ с і ) > а 1/ и 1 > ( а 2 -<т3)/(сг3 - а 2) >  
> ( а ; ~ а 2) { ( ° і - & 2)
рівносильна умові &3> 6  ^ > 3 2 (рис 113, в).
206
В термінах КІН на різних сходинках навантажування 
вирази для критичного КІН К  ^ обумовленого ПТН, мають 
такий запис [334]:
де
Випадок 1 
-  &3 - / » ) ■ + = % г(Т1 с<7 г сг3 + <71
{
■ / « = /  
/ »  = /І
г  - пЛ
/
7  -
2Ку ех ^ Л
/
Випадок 2
(99)
(Ю О )
( 101)
К гІс = <7 З
~ (к ,  к  ,У
(а3 +ст,)К:
(102)
(
І  зі = / 2 =
\
К /-К ,
( и г + а 1) К 1
Випадок З
К/ = К іо
(103)
(104)
КІС відповідає температурі Т^;Ді)~ {1-г)2.
Порівняння, розрахункового критичного КІН (99)- 
(103) з експериментальними даними [254] свідчить про їх 
задовільний збіг [76]. Разом . з тим формула (104), яка 
використовується для випадку 3 (55 >  > $ 2), дає
консервативну занижену оцінку ефекту ПТН при порівнянні 
з експерементом, наприклад [254].
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К /  А
КСІ
/
/ і
м
/
У /
початок пластичної 
текучості
їч
1\
\'
\\
\ \
Кі
Рис. 114. Зміна критичного КІН відносно рівня 
попереднього навантаження: 1 - вплив дефор­
маційного зміцнення; 2 - затуплення вістря 
тріщини; 3 - залишкові напруження [252]
На рис. 114 
схематично зобра­
жена зміна критич­
ного КІН Ку- з 
величиною К} у 
випадку наванта­
ження за тра­
єкторією, яка відпо­
відає рис. 111 [252].
При відносно низь­
ких (порівняно з 
критичним) рівнях 
навантаження збі­
льшення Щ обумов­
лене залишковими 
стискаючими на­
пруженнями. При 
подальшому збіль­
шенні К1 починають
впливати такі чинники, як затуплення вістря тріщини і 
деформаційне зміцнення. При цьому вплив залишкових 
напружень може зменшуватись. Де означає, що розв’язки, 
котрі грунтуються на лінійній механіці руйнування, можуть 
давати завищені оцінки.
Необхідно відзначити, що збільшення опору крихкому 
руйнуванню феритних сталей з використанням ПТН 
можливе при виконанні таких умов [252]:
1) руйнування повинно перебігати за механізмом 
сколювання;
2) напруження пластичної текучості сталі між 
тепловим перевантаженням і кінцевим руйнуванням повинні 
збільшуватися. Всі попередньо викладені підходи можна 
застосувати у випадку, коли повністю відсутній докритичний 
ріст тріщини між тепловим перевантаженням і кінцевим 
руйнуванням. Під час дослідження впливу підростання 
тріщини за циклічного навантаження на ефект теплового 
перевантаження сталі А533 виявлено [306], що коли при 
перевантаженні втомна тріщина росте, для прогнозування 
значення Щ необхідно використати кінцеву довжину 
тріщини і максимальний КІН циклу КтйХ. При цьому не 
залежить від того, чи остаточна довжина тріщини 
досягається за рахунок втомного росту втомної тріщини, чи
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від стабільного підростання при постійному навантажуванні 
при високій температурі Т1 (див. рис. 111). Теоретичні і 
експерементальні дослідження впливу докритичного росту 
тріщини в проміжку між тепловим перевантаженням і 
руйнуванням на характеристики тріщинотривкості виконані 
в умовах маломасштабної текучості [252)306].
Аналіз моделей, які описують вплив ПТН на опір 
крихкому руйнуванню, свідчить, що всі вони до певної міри 
обмежені, оскільки враховують тільки один-два визначальні 
параметри. У більшості випадків враховують тільки 
температурну зміну напружень текучості, а також розміри 
залишкових пластичних зон на різних сходинках ПТН 
[76,251-254]. Найповнішою є модель [234], що враховує крім 
залишкових пластичних зон ще затуплення вістря тріщини, 
температурну залежність порогу текучості та модуля 
пружності. Модель [262] враховує залишкові стискувальні 
напруження, а також вплив на критичний КІН дефор­
маційного старіння.
5.2. Вплив параметрів перевантаження
Вплив ПТН (7^293...623 К) зразків з тріщиною на опір 
крихкому руйнуванню досліджували на електрогідравлічній 
випробувальній машині "Гідропульс 400 кН" під час поза- 
центрового розтягу компактних зразків завтовшки 25 і 50 мм 
(див. рис. 39). Вимірювали розкриття вістря тріщини і 
переміщення уздовж лінії дії сили (див. рис. 43). Діаграми Р~У 
і Р -5  записували на двокоординатний самописець та 
магнітний диск.
ПТН компактних зразків завтовшки 50 мм здійснювали 
за трьома основними схемами (рис. 115). Параметри режимів 
ПТН наведені у табл. 17.
Крім цих схем навантаження для компактних зразків 
завтовшки 50 мм була реалізована ще одна схема, в якій 
після перевантаження при 7^  йшло розвантаження при Т,2=Г1, 
і зразок піддавали циклічному навантаженню певну кількість 
разів. Потім зразок охолоджували до температури Г3 і 
збільшували навантаження до руйнування. У всіх випадках 
руйнування зразків відбувалося при кімнатній температурі. 
Первинні втомні тріщини вирощували згідно з 
рекомендаціями [38]. При цьому на останньому етапі для 
зразків завтовшки* 50 мм контролювали нерегулярний ріст
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втомної тріщини і припиняли навантаження в момент 
переходу від ділянки затримки до неперервного РВТ. Це 
забезпечувало отримання мінімального значення критичного 
КІН (див. п. 6.3).
к, = к3
к*«0
Рис. 115. Схема ПТН компактних зразків завтовшки 50 мм; 
а -  з повним розвантаженням; б - без розвантаження; а -  з 
частковим розвантаженням
2 1 0
Т а б л и ц я  17
Параметри ПТН компатстттх зра.лкІв завтовшки 50 ММ
Схема
навантаження
т ь к к,* Т2, к К2 **
1 573 0,85 300 0
1 423 0,85 150 0
1 373 0,85 100 0
1 423 0,7 150 0
1 423 0,85 150 0
2 423 0,7 150 0,50
2 423 0,85 150 0,70
2 423 0,7 150 0,70
3 423 0,85 150 0,85
* К, =К;/К!С, де Кіс визначали при температурі Т(;
** К2 ^Кц/Кі,., де К;с визначали при температурі 'А-Т,.
Рис, 116. Схема ПТН компактних
.зразків з тріщиною (7=2о мм)
Досліджено також 
вплив, ПТН компактних 
зразків завтовшки 25 мм 
на опір крихкому руйнува­
нню сталі 15Х2МФА(ІІІ). 
Схеми ПТН таких зразків 
зображені на рис. 116. 
Первинні втомні тріщини 
вирощували при кімнатній 
температурі, частоті наван­
таження 25 Гц і Л ~ 0,1. На 
останній стадії швидкість 
РВТ не перевищувала 
1 х 10~а м/цикл. Після 
цього навантаження
збільшували до рівня 
Кт = 3 0 М Ш ^ > 4 .  і з 
частотою 5 Гц навантажу­
вали разів до крихкого 
стрибка тріщини. Потім 
досліди продовжували за 
такими схемами (див, 
рис, 116).
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За схемою 1 зразок навантажували при Ктах~ 31 МПа>/м 
і температурі 293 К. Кількість циклів становила Л?=0,95ЛГС. 
Потім, зразок розвантажували, піднімали температуру до 
623 К і статично навантажували до рівня К]=К}с (визначеного 
при 293 К) та витримували при цьому навантаженні 5 год. 
Далі зразок розвантажували, вимикали нагрівання і 
охолоджували разом з піччю. За стандартною методикою 
визначали в’язкість руйнування.
Схема 2 аналогічна схемі 1, за винятком того, що 
Ктах— 33 МИал/м і витрим зразка при 623 К протягом 5 годин 
відбувався у розвантаженому стані.
За схемою 3 циклічне навантаження також здійснювали 
при т е м п е р а т у р і  293 К, потім зразок нагрівали до 623 К і 
одноразово перевантажували до рівня К2 К[с 293 К, після чого 
зразок охолоджували до 293 К і визначали Kj-.
Відповідно до схеми 4 зразок циклічно навантажували 
при температурі 623 К визначену кількість циклів при різних 
значеннях Потім зразок розвантажували, знижували
температуру і при 293 К визначали критичний КІН Kj-. Слід 
відзначити, що злами всіх зразків були крихкими, без 
помітного в'язкого підростання тріщини. Діаграми Р-V  були 
лінійними до моменту руйнування.
Результати досліджень представлені на рис. 117, 118 і
в табл. 18, Із 
збільшенням рів­
ня К 2 без ви­
тримки при
623 К від 70 до 
114 МПа%/м кри­
тичний КІН Kf 
сталі 15Х2МФА 
(III) при 293 К 
збільшується до 
140 МПа-Ум (рис. 
117), що більш 
Н ІЖ  вдвічі пере­
вищує первісну 
в’язкість руйну­
вання [38].
Рис. 117. Залежність критичного КІН сталі 
15Х2МФА(ІІІ) при 293 К від рівня одноразового 
К] (1) і циклічного К тах (2) перевантаження
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Збільшення 
рівня Ктах на стадії 
попереднього цик­
лічного наванта­
ження при 623 К 
також збільшує 
критичний КІН Кг 
сталі 15Х2МФА (ІІЇ) 
при 293 К. Причому, 
за однакових макси­
мальних значень К} 
циклічне наванта­
ження приводить до 
істотнішого (при­
близно в 1,5 раза) 
збільшення при 
293 К порівняно з 
статичним.
Отримана іден-
К , ,  М П а -їм
20 40 Ки МПа^м
Рис, 118. Залежність критичного КІН К/ сталі 
15Х2МФА(ІІІ) при 293 К від рівня К* при 
витримці протягом 5 год при 623 К (ї=25 мм)
тичність критичних КІН сталі 15Х2МФА (III) при 293 К 
після однакового рівня статичного і циклічного перевантажень 
(Ктах~К]) зразка з тріщиною при 623 К. В цьому випадку 
довжини тріщин були достатньо близькими (/ — 20,85 мм і 
17,56 мм відповідно для статичного і циклічного попереднього 
навантаження). Разом з тим в двох інших випадках 
попереднього циклічного перевантаження довжина тріщини 
становила відповідно 25,90 мм і 25,96 мм. Тому відмінність у 
впливі попереднього статичного і циклічного перевантаження 
на Ку може обумовлюватися різними довжинами тріщин і, як 
наслідок, різним напружено-деформованим станом.
Істотно, хоча й неоднозначно, впливає на опір крихкому 
руйнуванню рівень К} при дослідженнях з витримкою. 
Збільшення К.2 до 30,8 МПал/м при витримці протягом 5 год 
при 623 К приблизно в 1,3 раза збільшує критичний КІН К^  
порівняно з витримкою зразка без навантаження (рис, 118). 
Однак подальше збільшення К: до 49,9 МПаТм вже значно 
знижує опір крихкому руйнуванню сталі 15Х2МФА (III).
ПТН характеризувалося такими параметрами: критичний 
КІН Ку -  к ;. /  К ]с (К[с - критичний КШ при температурі руй­
нування зразків після ПТН, тобто при 293 К); К] ~ К] / 0
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Т а б л и ц я  1Я4^
Вплив режимів НТ1І па опір крихкому руйнувати» сталі 15Х2МФА (НІ) при 293 К, 1=25 мм (рисЛ 16)
№
за
а
№
схе­
ми
Т Кгпах/ ^1с ЛГ, А Т„ К, К , % Щ К
Рл тазь Р ь Р*
к МПаТьі циклів мм к МПал/м год МПат/м мм кН
1 1 293 31,6 0,47 1750 0,18 623 31,6 0,20 5 126 1,86 18,16 26,3 26,3 105
2 1 293 30,8 0,46 800 0,06 623 49,9 0,33 5 74 1,09 18,62 25,0 40,5 60,0
3 г 293 33,3 0,49 3800 0,15 623 0 0 5 104 1,53 20,68 24,5 0 76,5
4 3 293 30,8 0,46 1800 0,16 623 114 0,75 - 140 2,07 16,87 - 100 123
5 3 623 Щ2 0,06 100000 2,38 623 70,0 0,46 - 92 1,36 20,85 7,5 50 67,4
є 4 623 23,4 0,15 29000 3,45 - - - - 83 1,22 25,90 13,0 - 46,2
7 4 623 71,5 0,47 4700 4,65 - - - - 120 1,77 25,96 39,0 - 65,0
8 4 623 70,2 0,45 300 0,31 - - - - 89 1,32 17,56 60,0 - 76,0
(К$А відповідає критичному КІН при температурі ПТН Т})\ 
Кг ~К 2ІК™ (Ко* -  відповідає критичному КШ при температурі 
Гі).
На рис. 119 зображена залежність критичного КІН Щ 
від температури Тх при К} = 0,8Ь. Числові значення критичних 
КІН Кр а також параметрів ПТН наведені в табл. 19.
Збільшення температури Т} від 373 до 573 К спочатку 
збільшує, потім зменшує опір крихкому руйнуванню сталі 
15Х2МФА (II) і сталі 15Х2МФА (III) при 293 К. Помітно, що 
для сталі 15Х2МФА(ІІ) максимальне абсолютне значення 
Кр=ПІ МПа-Ум досягається при температурі 423 К. Найбільше 
відносне зростання критичного КІН (в 3,2 раза) отримане для 
максимально окрихченої сталі. Залежності Кр від температури 
перевантаження Т} для сталей і зварного шва якісно 
збігаються з температурними залежностями при
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статичному наван- К/,мПаЛ; £
таженні без пере- }
вантаження (див.
рис. 93), що визна- __ _д
чається стандарт- 
ним методом. Це 
свідчить про те, що 
абсолютне значен­
ня критичного КІН 
Кр значною мірою 
визначається рів­
нем КІН К}.
Зварний шов 
ІОХМФТ(ІІ) має 
найменший опір 
крихкому руйнува­
нню після ПТН 
(Г;=373 і 423 К) к  
порівняно з основ- * 
ним металом -  ста­
ллю 15Х2МФА
(III). Таке співвідношення Кр для основного металу і зварного 
шва також якісно збігається з співвідношенням КІС вказаних 
матеріалів у первісному стані (рис. 93).
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Рис. 119, Залежність критичного КІН К / (1) і 
(2) від температури ПТН при ^ = 0 ,8 5 ; 
К2=0
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К ї/ К іс 3*
К
к 2,
МПа-^м
к г/ к ІС щ
МПаум
К/р,
МЛау[м
К //К ,е Похибка
Сталь 1 373 127 0,85 373 0 0 133 118 2,83 11,3
15Х2МФА 1 423 162 0,85 423 0 0 150 143 3,21 4,7
(Ш) 1 573 122 0,85 573 0 0 107 90 2,27 15,8
1 423 138 0,70 423 0 0 149 122 3,18 18,1
2 423 147 0,70 423 105 0,50 154 130 3,27 15,6
2 423 153 0,85 423 127 0,70 162 135 3,44 16,7
3 423 133 0,70 423 133 0,70 146 118 3,10 19,1
3 423 143 0,85 423 143 0,85 153 126 3,27 17,6
Сталь 1 373 154 0,85 373 0 0 159 - 1,97 _
15Х2МФА 1 423 144 0,85 423 0 0 171 - 2,10
№ 1 573 117 0,85 573 0 0 135 - 1,66 -
1 423 106 0,70 423 0 0 174 - 2,15 -
2 423 118 0,85 423 96 0,70 128 - 1,58 -
3 423 117 0,85 423 117 0,85 140 - 1,73 -
Зварний 1 373 86 0,85 373 0 0 90 - 1,19 -
шов 1 423 108 0,85 423 0 0 129 - 1,71 -
СвЮХМФТ 1 573 121 0,85 573 0 0 130 - 1,74 -
Ш) 2 423 121 0,85 423 99 0,70 122 - 1,62 -
3 423 131 0,85 423 131 0,85 142 - 1,89 * -
КГ Кір
* похибку визначали за формулою ----------- — 300 %.
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рівня переванта­
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до 0,85 при 
У\=423 К майже 
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критичний КІН Кг 
сіалзі 15Х2МФАДД 
15Х2МФАЩГ) (рис. 
120).
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Згідно з [38] ц и к - Рис. 120. Залежність критичного КІН К (  (1) і К ,  
лічне п аван та- (2) сталі 15Х2МФА(ІІ), 1оХ2МФА(ІІІ) та зварного
ЖЄННЯ на кінцевій  шва ЮХМФТ(ІІ) при 293 К від величини пере- 
стад ії в и р ощ у в а н - вантаження при 423 К: 0, (=50 мм
ня втомної тріщи -
ни не впливає на К!с, якщо дотримується співвідношення
< 0 Д а г1 /<тТ2)К } (Ю5)
де (ТТІ, атз - відповідний поріг текучості при температурі ви­
рощування втомної тріщини і температурі випробувань на Ка­
ві дпові дно до формули (105) перехід від горизонтальної 
ділянки до висхідної на рис. 120 для сталі 15Х2МФА (II) 
відбудеться при ^=0,27, д л я  зварного шва 10ХМФТ (II) - при 
£]=0,26 і для сталі 15Х2МФА(ІІІ) - при ^  =0,13. З 
приведених результатів (рис. 120) випливає практично 
важливий висновок про те, що однакового опору крихкому 
руйнуванню після ПТН можна досягнути за набагато нижчого 
(на 17%) рівня попереднього перевантаження К\.
: Рівень розвантаження практично не впливає на 
критичний КІН Ку сталі 15Х2МФА (III) при 293 К (К3 =0.-0,85) 
і зварного шва ЮХМФТ(ІІ) (£2= 0—0,7) (рис. 121). Зміна 
величини розвантаження обумовлює різний рівень 
залишкових напружень стиску в околі вістря тріщини. Отже,
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Рис. 12і. Залежність критичного КІН К/ (1-3) і 
(4-6) сталі 15Х2МФА(ІІІ) (1,4), 15Х2МФА(Ц) (2,5) і 
зварного шва ЮХМФТ(ІІ) (З,В) від величини розван­
таження; Т і= Т г= 423 К,
для вказаних 
матеріалів і 
режимів ПТН 
залишкові на­
пруження не є 
визначальними 
у формуванні 
високого опору 
крихкому руй­
нуванню при 
статичному на­
вантаженні Кр 
Проте для ста­
лі І5Х2МФА(П) 
збільшення К2 
від 0 до 0,7 
зменшує кри­
тичний КІН Кр 
Це свідчить, 
що залишкові 
стискувальні на­
пруження віді­
грають певну 
роль у фор­
муванні пози­
тивного ефекту 
первісному станіПТН для сталі 15Х2МФА (II), яка є 
пластичнішою від сталі 15Х2МФА(ІІІ).
При вищих значеннях К,=0,7...1),85 зростання рівня К2 
підвищує критичний КІН Кр сталі 15Х2МФА (II) і металу 
зварного шва 10ХМФТ (II). Таким чином, при даних режимах 
ПТН для вказаних матеріалів основним чинником, що 
визначає руйнування зразка з 
тріщини, яке збільшується 
розвантаження
Експериментальні дані про вплив ПТН на опір кри­
хкому руйнуванню сталі 15Х2МФА (III) порівнювались з 
розрахунковою моделлю Г.Челла. Результати обчислень за 
формулами (99)-(104) представлені на рис. 122-124 і в табл, 19, 
задовільно збігаються з експерементальними даними, хоч і
тріщиною, є затуплення 
із . зменшенням міри
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Рис. 122. Залежність критичного КІН Ку і К , 
сталі 15Х2МФА(ІІІ) від температури ІІТН Ті 
при А'1 =0,35, К г ~ 0; суцільні лінії - експе­
римент, штрихові - розрахунок за моделлю 
Г.Челла (формули (99)-(104))
Рис, 123. Залежність критичного КІН К { (1, 3) і 
К / (2, 4) сталі 15Х2МФА(ІІІ) від величини
перевантаження при Г]=7,2=243КІ К^-О. 1,2 - 
експеримент, 3, 4 - розрахунок за моделлю
Г.Челла
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Рис. 124. Залежність критичного КІН К / сталі 15Х2МФА(ІІІ) 
від величини розвантаження; Ті=Тг=243К: 1- експеримент;
2 - розрахунок за моделлю Г.Челла ((99)-(104))
дають дещо занижену оцінку впливу ПТН на опір крихкому 
руйнуванню. Найкращий збіг розрахунку з експериментом 
отриманий у випадку повного розвантаження зразка після 
ПТН (див. рис. 115, а).
Слід відзначити, що при всіх схемах ПТН {див. рис. 
115) під час навантаження до Кх (сходинка 1) чи охолодження 
до температури Т3 тріщина не підростала.
5.3. Стійкість ефекту підвищення опору крихкому 
руйнувапню матеріалів під впливом 
експлуатаційних чинпиків
Рис. 125, 126, а також табл. 20 містять результати 
дослідження впливу циклічного навантаження при темпе­
ратурі 573 К після ПТН на опір крихкому руйнуванню сталі 
15Х2МФА(ІІІ). Випробування проводили при таких рівнях 
циклічного навантаження; Хщцг2 55,8 М Паі/м, що відповідає
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Рис. 125. Залежність критичного КІН (ясні значки) 
і К (темні значки) сталі 1оХ2МФА(ІІІ) при 293К 
від кількості циклів навантаження після ПТН при 
відсутності підростання тріщини Номер
значка відповідає порядковому номеру в табл. 20
0  0 ,2 5  0 ,5  0 ,7 5  д  1 / 5 ,
Рис. 126, Залежність критичного КІН К {  від 
довжини приросту тріщини після переван­
таження А І/Б  і (номер значка відповідає
порядковому номеру в табл. 20)
м
ЕО
ЕО Таблиця 20
Ііплив ПТН і наступного циклічного навантаж ити! на о нір крихкому руйнуванню сталі 15Х2М Ф А(ІІІ) при 203 К
Е=50 мій,
№  
за  п.
Т и
К
к ь  _
МПа^/м К і
Т1 ЦІ
к
Т^ІПП.Т)
МПал/м цикл
ЛІ,
мм
Л І / Б } К /,
МПад/м К І
^ігкіз;
К і
1 423 129 0,70 573 64,4 8-Ю3 6,8 0,99 99 2Д 0,499
2 423 130 0,70 573 64,4 2-Ю3 - 0 135 2,9 0,495
3 423 129 0,70 573 55,8 9103 1,56 0,85 111 2,4 0,432
4 423 142 0,85 573 64,4 2-Ю2 0,7 0,25 139 3,0 0,453
5 423 156 0,85 573 55,8 6-Ю3 0,75 0,28 131 2,8 0,357
6 423 145 0,85 573 55,8 3,210 і 0,69 0,23 137 2,9 0,384
7 423 133 0,70 573 55,8 9 10і 0,74 0,40 117 2,5 0,419
8 423 138 0,70 573 32,0 2104 - 0,20 150 3,2 0,231
9 423 138 0,70 573 32,0 ПО4 0,33 0 145 3,1 0,231
10 423 138 0,85 573 55,8 2102 - 0 139 3,0 0,404
11 423 162 0,80 573 0 0 - 0 150 3,2 0
12 423 138 0,70 573 0 0 - 0 149 ЗД 0
максимальному КІН у вістрі поверхневої напівеліптичної 
тріщини завглибшки 35 мм (Г—0,25), розміщеної уздовж 
твірної циліндричної частини корпусу реактора ВВЕР-440, 
при робочому тиску р=12,5 МПа; ^ ^ = 3 2  МПаТм, що від­
повідає напівеліптичній тріщині в корпусі реактора ВВЕР-440 
завглибшки 14 мм при такому ж  тиску. Такі ж випробування 
були проведені після циклічного навантаження 
^ т а х = 64,4 МПа 7 м , що відповідає рівню КІН для тріщини 
однакової геометрії глибиною 35 мм при гідровипробуваннях 
корпуса реактора ВВЕР-440 тиском р-16,25 МПа. Циклічне 
навантаження (N=200 циклів) при 573 К після ПТН навіть без 
підростання втомної тріщини (рис. 125) спричиняє деяке 
(приблизно на 7...10%) зниження порівняно з випробуван­
нями, в яких циклічного навантаження перед руйнуванням не 
було (див. рис. 115,а). Зниження ефекту ПТН після циклічного 
навантаження без підростання тріщини пов'язано з 
окрихченням матеріалу в околі вістря тріщини. Причому, так 
само як і при одноразовому ПТН, після циклічного 
навантаження рівень Кх практично не впливає на критичний 
К І Н ^
З аналізу результатів, зображених на рис. 126, 
випливає, що циклічне навантаження перед руйнуванням не 
діє на стійкість ефекту ПТН, якщо під час циклічного 
навантажування підростання тріщини не перевищує двох 
десятих розміру пластичної зони (на першій сходинці 
навантаження). Наступне підростання тріщини (АІ > 0,2 5 2) 
при Ктах=  55,8 і 64,4 МПаТм зменшує опір крихкому 
руйнуванню сталі 15Х2МФА (III) порівняно з випро­
буваннями без циклічного навантаження. Причому залежність 
Л//?! інваріантна щодо рівня К} і максимального КІН Ктах 
під час циклічного навантаження.
Слід також відзначити, що в зв’язку з підростанням 
тріщини, циклічне навантажування зупиняли в момент 
переходу від ділянки затримки тріщини до її неперервного 
росту. Таким чином отримували мінімальне значення Щ 
(див. п.6.3). Зменшення К / із збільшенням приросту тріщини 
спричинене зменшенням залишкових стискувальних 
напружень у вістрі тріщини. Цей висновок узгоджується з 
результатами розрахунків ГЛелла для випадку 
квазістатичного приросту тріщини [252].
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Р О З Д ІЛ  6
МЕТОДИ ПРОГНОЗУВАННЯ 
ТРІЩИНОТРИВКОСТІ
Розглянута у цьому розділі модель росту втомної 
тріщини грунтується на аналізі питомої енергії непружної 
деформації в околі вістря тріщини [147,291,222]. Вважається, 
що стабільне поширення тріщини контролюється енергетич­
ним критерієм - питомою енергією втомного руйнування; 
нестабільне поширення (крихкий стрибок) визначається сило­
вим критерієм - статичною в'язкістю руйнування з урахуван­
ням попереднього циклічного пошкодження матеріалу в околі 
вершини тріщини.
Запропонована модель дає змогу прогнозувати ста­
більний РВТ за впливом попереднього одноразового пластич­
ного деформування тіла без тріщини та закономірності 
крихкого руйнування тіла з тріщиною при циклічному 
навантаженні.
Розглянуті практичні аспекти застосування моделі.
6,1, Модель стабільпого і нестабільного росту 
втомної тріщини
На основі експериментальних досліджень РВТ тріщини 
в конструкційній сталі 15Х2МФА(ИІ) при 293 К на III ділянці 
кінетичної діаграми втомного руйнування (п. 3,3) встановлено, 
що зростання тріщини при циклічному навантаженні 
нерегулярне.
Інкубаційний період (кількість циклів, протягом яких 
довжина тріщини залишається незмінною) та період непе­
рервного росту тріщини в кожному циклі навантаження чер­
гуються доти, доки не станеться крихкий стрибок тріщини. 
Після цього процес повторюється аж до повного руйнування 
зразка.
Явище нерегулярного росту тріщини було покладено в 
основу розробленої моделі руйнування тіл з тріщинами при 
циклічному навантаженні [147,291].
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Напружсппя і деформації у вістрі тріщини. Відомо, 
що при монотонному навантажуванні розподіл напружень і 
деформацій у вістрі тріщини для деформаційно зміцнюваного 
матеріалу можна подати у  вигляді залежностей (3), згідно з 
якими вони при г=0 мають сингулярність. З іншого боку, на 
основі експериментальних досліджень та числових 
розрахунків показано, що пластичні деформації і напруження 
у вістрі тріщини є скінченними [133,175,265],
Циклічне навантаження вносить зміни в картину 
напружено-деформованого стану біля вістря тріщини від 
монотонного навантаження. Під час розвантаження в околі 
вістря тріщини виникають залишкові напруження стиску, які 
приводять до того, що відкриття і закриття (змикання) 
тріщини поблизу її вістря може відбуватися при додатних 
зусиллях [244,277],
Складність використання рівнянь (3) для опису напру­
жено-деформованого стану у  вістрі тріщини при циклічному 
навантаженні обумовлена тим, що для деяких матеріалів 
тріщина втоми може підростати протягом кожного циклу 
навантаження. Це приводитиме до похибки у  визначенні 
/-інтеграла, якою можна знехтувати, якщо приріст тріщини 
при статичному навантаженні менший 0,25 мм [321], Таким 
чином, /-інтеграл можна застосувати для опису поширення 
втомної тріщини, якщо її швидкість не перевищує 
0,25 мм/цикл.
Циклічне навантажування та збільшення тріщини 
обумовлюють непропорційне деформування в околі вістря 
тріщини. Однак область пружного розвантаження, а також 
область непропорційності, обумовлені підростанням тріщини 
під час циклу, не впливають істотно на дійсне значення 
/-інтеграла, оскільки розміри цих областей є значно меншими 
від розміру зони пропорційного навантаження о  [315]:
І ОЛ 
X ОІ
де / - характерний розмір (довжина тріщини) або відстань від 
вістря тріщини до бокової поверхні зразка.
Переважно за параметр, який корелює із швидкістю 
РВТ, обирають циклічний /-інтеграл А/. Величину АІ 
визначають експериментально з петель гістерезису в 
координатах навантаження - зміщення уздовж лінії дії сили 
[269].
2 2 5
З урахуванням вищезгаданого та інваріантності залеж­
ності швидкості РВТ і циклічного ^/-інтеграла щодо розмірів і 
геометрії зразка, відзначеної у деяких працях (наприклад, 
[269]), рівняння (3) можна використати для опису напружено- 
деформованого стану у вістрі тріщини при циклічному 
навантаженні.
а , єУУ' уу
Рис. 127. Розподіл напружень та дефор­
мацій в о колі вістря тріщини: 1 - роз­
рахунок за формулами (108) і (109); 
2 - схематизація запропонованої моделі
На рис. 127 схема­
тично зображений розподіл 
напружень і деформацій на 
продовженні осі тріщини 
при статичному наванта­
женні в умовах плоскої 
деформації. Враховуючи, що 
градієнт пластичних дефор­
мацій в області, яка при­
лягає до вістря тріщини 
незначний, приймемо, що на 
відстані X* деформація 
£уу~є* =  const [278,294].
За аналогією з залеж­
ністю (4) діаграму циклічно­
го деформування запишемо 
у вигляді
Аєр ^ а 'А а п , (106)
де Аєр,А а  - відповідно роз­
мах пластичної деформації і напруження.
Будемо розглядати тільки зміщення і напруження 
перпендикулярні площині тріщини. Приймаючи, що <9=0, 
замінюючи у виразах (3), (4) У, ег , ©), є і}(г, ©), а, п
відповідно на Д/, сгтц, ст(н'), ? (« ') , а\ п' та враховуючи, що 
для плоскої деформації залежність (27) набуває вигляду [294]
A J ~ A G ~  АКг(1 -  V 3 ) /  Е, (107)
формули (3) запишемо для випадку циклічного навантаження
Дсг ^  2сг„ 1-У*
аЧ
АК г
V
1
,]/fn r+U cr(n’); (108)
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2 а ' а тп (1 - v 2
~ÖT
я'/(я'+1)
AK
, \ я'/frt'+l)
'ти /
І
лп'!(п‘+\) є(п').  (109)
Модель стабільного росту тріщини втоми. Запропо­
нована модель грунтується на аналізі питомої енергії 
непружної деформації в околі вістря тріщини з урахуванням 
її розсіяння при ^циклічному навантаженні. Причому 
розглядається енергія .непружної деформації тільки на 
продовженні осі тріщини (0  = 0) в межах зони
пошкодженостІ.
Відомо, що для металів, незалежно від. кількості циклів 
навантажування, руйнування відбудеться, коли . питома 
енергія непружної деформації досягне критичного значення 
W [188], визначеного за формулою (58).
Основні припущення моделі за аналогією з [294]:
1. У вістрі втомної тріщини в межах зони пошкодже­
ностІ реалізується жорстке навантаження, тобто єа =const.
2, На відстані X  від вістря тріщини розмахи напружень 
і деформацій сталі.
3. Розподіл напружень і непружних деформацій біля 
вістря тріщини Rm £ r>  X* описується рівняннями (108), (109).
4, Тріщина збільшить довжину (стабільний ріст) на X*, 
коли на відстані X* від її вістря енергія непружної деформації 
з урахуванням її розсіяння в межах зони пошкодженостІ 
Rm (Rm > X■*) досягне величини Wy.
На основі розв'язку Райса [404] і критерію Мізеса рів­
няння контуру пластичної зони в околі вістря тріщини для 
плоского напруженого стану має вигляд [338]
1 + п
Rm0 = [0,239(Kt / сгг f ( c o s 2 & / 2  + 3 / 4 s i n г 0 /  2]3+".
Підставляючи сюди замість <тт, п, Kj циклічну межу
пропорційності (визначали при допуску на пластичну
деформацію 2х10'5 мм/мм), п' і Кщ^- при 0 = 0  отримаємо 
розмір зони пошкодження при циклічному навантаженні
1+п’
Rm = [0 ,2 3 9 (K m a /<j*ml) 2p + » '.
Оскільки питома енергія непружної деформації за цикл
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А№= $А<я1{Де), (П О )
о
обчислюючи інтеграл (НО) з урахуванням (108) і (109), мати-
У зоні пошкодженості (і?ш>г>0) біля вістря тріщини 
виділимо к окремі циклічно завантажувані елементи завтовш­
ки X*, Залежність питомої енергії непружної деформації за 
цикл ДГГ від відстані до вістря тріщини, яка описується рів­
нянням (111), графічно зображена на рис. 128.
Відповідно до прийнятих припущень на відстані X* від 
вістря тріщини Д1Г=Д1Г+:=сопзі.
Для аналізу енергії деформації біля вістря тріщини під 
час циклічного навантаження розглянемо дві розрахункові 
схеми. Перша нехтує втомною пошкодженістю у вістрі 
тріщини у початковому стані (рис. 128, а), коли довжина 
тріщини ї-10. Втомне руйнування елемента 1 настане, коли 
енергія непружної деформації, визначеної формулою (58), до­
сягне 1¥У' Довжина тріщини при цьому збільшиться на X*.
мемо
ІЕ п' + 1 т
&(п')£(гі). ( П І )
б
\
о г
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Рис. 128, Схема залежності питомої енергії непружної деформації 
в межах зони пошкодженості: а - І=їо; 6 -  І=1ф+Нт
Умова руйнування г-го елемента всередині зони 
пошкодженості має такий вигляд:
AWit JVj + AWi2Nz +... + AWi}Ni + = W y, (112)
де Nj -  кількість циклів навантаження j-ro елемента при 
масимальному розмаху пластичної деформації
A W ^ A W . - A W ,^ - )  , (113)
у - 1,2,...,і - індекс, який вказує номер елемента, де розміщене 
вістря.
Вираз (112) можна переписати компактніше:
£ 4 \ 5 y v j f  W ,.(i=l...i). (114)
Чисельно розв'язуючи систему рівнянь (114) ВІДНОСНО 
JV[- (і=1...к) з урахуванням (111) і (113), визначимо 
довговічність кожного виділеного елемента в межах зони 
пошкодженості ....(яка сформувалась при циклічному 
навантаженні зразка з тріщиною завдовжки 1-10) при 
максимальній деформації Аг*.
Швидкість РВТ буде визначається відношенням X* до 
кількості циклів навантаження JVj елемента при деформації As*
V* = X* f Nr  (115)
Згідно з рівнянням (115) ця швидкість буде збільшува­
тися із підростанням довжини тріщини від 10 ДО Iq+R, оскільки 
чим дальше від вістря тріщини (при 1=1 q) буде знаходитися 
елемент X", тим більша енергія непружної дефомації роз­
сіється в ньому до того часу, коли вістря тріщини попаде на 
його лівий край і тим менше циклів навантаження при Дє=Дє* 
треба для виконання умови W = Wy
Аналогічно отримується швидкість РВТ на ділянках 
l0+Rm < І < l0+2Rm і l0+pRnj< І < l0+(p+l)Rm, Тут р=  1,2,3,.... На 
рис.129 (лінія 1) показані схематичні залежності 1 швидкості 
РВТ Vf -  І в межах зони пошкодженості.
При сталому розмаху АК з досягненням тріщиною 
початкової межі зони пошкодженості l=l0+Rm процес 
розсіяння енергії непружної деформації стабілізується, тобто 
швидкість РВТ буде постійною. При збільшенні КІН із
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У і .V збільшенням довжини тріщини 
дійсна швидкість поширення 
тріщини
У = ГК = Х ' / М К. (116)
З'єднуючи точки, абсци­
си яких відповідають 10+рКт) 
отримуємо залежність швид­
кості V від довжини тріщини 
(лінія 2 на рис. 129).
Швидкість РВТ можна 
отримати, приймаючи, що 
оскільки при збільшенні трі­
щини від 10 до /0+і?т зона 
пошкодженості також зміщу­
ється вправо (див. рис. 128), то 
енергію непружної деформа­
ції, розсіяну на віддалі, що 
перевищує розмір зони пошко­
дженості при І=10 (г>Ят), необ­
хідно враховувати при обчие-
Рис. 129. Залежність швидкості 
РВТ від довжини тріщини: а - 1 - 
обчислення за формулами (114),
(115), 2 - за формулами (114), (116),
З - Обчислення без урахування ЛЄНН1 енергії ВТОМНОГО руйну- 
енергії непружної деформації, вання за довжини тріщини
розсіяної в зоні пошкодженості; б 
- 4 - обчислення за формулами 
(115), (117)
іт. Згідно з другою
розрахунковою схемою (рис. 
128, б) біля вістря тріщини у 
початковому стані (при
І=10+Кт) є втомна пошкодженість, яка описується розсіяною 
питомою енергією непружної деформації
Розглянемо кінетику розсіяння енергії непружної де­
формації у вістрі тріщини для випадку зростаючого ЛК під
час збільшення довжини тріщини від Іа+Кт- до 1=10+2Нт
(див. рис. 128, б). Тут ^  - розподіл енергії непружної дефор­
мації в зоні пошкодженості до моменту досягнення тріщиною 
довжини 1= Іа+Кт.
Рівняння (114) в цьому випадку матимуть вигляд
(117)
де №гні-  енергія непружної деформації, розсіяна в і-му 
елементі при /= 10+ Кт.
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Кількість циклів АГ*, протягом яких і-й елемент 
сприймає максимальну амплітуду деформації, визначається із 
системи рівнянь (117) числовим методом. Швидкість РВТ 
знаходимо із співвідношення (115).
На рис. 129 схематично зображені результати 
обчислень за формулами (114)-(1І7). Під час зміни довжини 
тріщини від 10 до 10+Кт лінії 1 і 4 збігаються, оскільки при 
1УКІ=0 рівняння (114) і (117) є однаковими. При />  /0+і?и крива 
2 збігається з кривою 3. Із рис.129,6 випливає, що при 
обчисленні швидкості РВТ за формулами (115), (117)
враховуються тільки дані при 1>10+Кт.
Параметр X* можна знайти із таких граничних умов. 
Оскільки при циклічному навантаженні зразка з тріщиною за 
умови АК<АК^ приріст тріщини майже відсутній, то можна 
припустити, що у цьому випадку не відбувається небезпеч­
ного накопичення пошкоджень, тобто питома енергія непруж- 
ної деформації А№* на відстані X" від вістря тріщини дорівнює 
енергії непружної деформації за цикл при напруженнях на 
межі втоми 1¥г Тоді з рівняння (111)
X* = 4(1 - у г)п'
1 ■ Е * АУ7Т(п ’ + 1)
5(п*)Б(гі)АК\щ; (118)
Оскільки модель не враховує залишкові стискувальні 
напруження, які внаслідок розвантаження виникають в околі 
вістря тріщини, то замість порогового КІН АК  ^ у виразі (118) 
підставляли ефективний пороговий КІН АКіНе^
У праці [344] з ’ясовано, що для більшості конструкцій­
них сталей і сплавів А К ^  не залежить від асиметрії циклу 
навантаження і визначається лише модулем пружності
А К ^  =1,6-10~5Е.  (119)
Підставляючи цей вираз у (118), отримаємо 
( 1 - у г)п'Еа'
X  = А ,
Де
А  “
4ІУг(л' + 1) ’
1,02 - 10~9 „(Т(п')є(п').
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Таким чином, для визначення X* необхідно експеримен­
тально визначити наступні параметри: у, п' , £, А№ґ
Перехід до нестабільного росту втомної тріщини. Ра­
ніше [185,202] було запропоновано модель руйнування тіла з 
тріщиною при циклічному навантаженні, на основі якої про­
ведено класифікацію матеріалів за чутливістю в'язкості 
руйнування до циклічного навантаження, а також схеми 
нестабільного руйнування тіл з тріщинами при циклічному 
навантаженні.
Автором запропонована і апробована модель, яка кіль­
кісно описує умови переходу від стабільного до нестабільного 
поширення тріщини і закономірності нестабільного росту трі­
щини [192,222].
Основні припущення моделі:
1-3, Збігаються з відповідними гіпотезами моделі 
стабільного РВТ (п. 6.1).
4. Стабільне збільшення тріщини на величину X* 
відбувається, коли на відстані X* від вістря тріщини енергія 
недружної деформації № з урахуванням розсіяння її в межах 
зони пошкодженості Кт досягає значення У/у і при цьому 
Ктм< К к ( ^ Щ .
5. Нестабільний рух тріщини буде тоді, коли на відстані 
X* від вістря тріщини при IV = КІН > КІС (А№, V?),
Відповідно до розрахункової схеми (див. рис. 128) зона 
пошкодженості моделюється сукупністю елементів завширш­
ки X*<Ят, які з просуванням тріщини циклічно наван­
тажуються із зростаючою амплітудою пружнопластичної 
деформації. їх  попереднє деформування буде впливати на 
опір крихкому руйнуванню Х}с. Умова стабільного приросту 
тріщини для г-го елемента описується формулою (114).
Схематична залежність в’язкості руйнування К 1с від 
енергії непружної деформації для сталі 15Х2МФА(ІІІ) (див. 
рис. 108,6) зображена на рис. 130.
Припустимо, ЩО При Х -Х тп д . енергія непружної дефор­
мації за цикл елемента 1 дорівнює А!¥2 (див. рис, 128,а). При 
циклічному навантажені у елементі 1 відбувається спочатку 
збільшення К[с (рис. 130, а), пов'язане з ефектом Баушинге- 
ра, а потім його зменшення, обумовлене зменшенням напру­
ження сколювання [27].
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жРис. 130. Схематична залежність в’язкості руйнування К І(. від.енергії 
недружної деформації для сталі 15Х2МФА(ІІІ)
Стабільне підростання втомної тріщини на величину X* 
(рис. 130, а) відбудеться, коли при ту для елемента 1 
(рис. 128, а) виконується умова
К ^ с К ь і Ж ' У Г ) .  ( 120)
Крихкий стрибок тріщини (нестабільне підростання) 
(рис. 130,6) станеться, коли при Ж<Т¥у
( 121)
Кількість циклів навантаження до стрибка тріщини ЛГе 
визначається формулою
Ие =:УЛ'/АУ?,  ( 122)
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де АЖ{ визначається за формулою (113). В цьому випадку 
стабільний рух тріщини перед крихким стрибком відсутній. 
Це підтверджується результатами експериментальних 
досліджень закономірностей нестабільного РВТ в сталі 
15Х2МФА(ІІІ) при Ктах > 43 МПаТІГ (п. 3.3).
В'язкість руйнування КІС для матеріалу після поперед­
нього циклічного навантаження визначається формулою (112).
Таким чином, знаючи залежність К1с від питомої
енергії непружної деформації Ж при заданому рівні АЖ 
(рівняння (92)), закономірності непружного деформування при 
одновісному розтягу-стиску і напружено-деформований стан 
у вістрі тріщини, можна визначити перехід від стабільного до 
нестабільного поширення втомної тріщини.
Для прогнозування довжини приросту тріщини і 
кількості циклів навантаження між крихкими стрибками 
тріщини дещо спростимо розрахункову схему. Було з’ясовано 
(див. рис. 23), що довжина ділянки І (див. рис. 130), обумовле­
ної ефектом Баушингера, набагато менша від розміру ділян­
ки II, пов'язаної з окрихчуванням матеріалу від накопичення 
втомних пошкоджень. Враховуючи це, розрахункову схему
переходу від стабіль­
ного до нестабільного 
РВТ можна подати в 
такому вигляді (рис. 
131). Тут зроблено 
припущення, що 
збільшення вязкості 
руйнування до ма­
ксимального зна­
чення (4 ) ^  відбу­
вається упродовж 
одного циклу наван­
таження.
На рис. 131 
значення АЖ і відпо­
відають (г=1...к) пи­
томій енергії не­
пружної деформації 
за цикл для ї- го еле­
мента в межах зони 
пошкодженості у
к
Рис. 131. Розрахункова схема переходу від 
стабільного до нестабільного РВТ
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вістрі тріщини (див. рис. 128). При цьому AW — AW*, AWk =  AWr 
(AWT -  питома енергія непружної дефомації за цикл при 
напруженнях на межі втоми). Вважається, що при AW<AWr 
зниження в’язкості руйнування порівняно з недеформованим 
матеріалом не буде. Це підтверджується експериментальними 
даними [ЗОЇ], де значне окрихчення конструкційної сталі 
St 52 відбувалося тільки при циклічному навантаженні поза 
межею витривалості. Попереднє циклічне навантаження 
нижче межі витривалості не зумовило окрихчення сталі.
При Kmax> K lfc (див. рис. 131) умова (121) виконується 
для г-го елемента. При цьому питома енергія W<Wy, яка 
відповідає умові Хтах=К^с визначається за формулою
Wc = Wü + Wi2 + ... + w i;. + ... + W£i (г=І...їс). (123)
Тут Wy - питома енергія непружної деформації в г-му 
елементі.
Вираз (123) можна подати у вигляді 
We = AWUN} + AW{iN2 +... + AWijNj + ... + AW^Nji^l^.k) (124) 
або
W, = (i= l...k ) (125)
j-1
Із рівняння (125) визначають Nc кількість циклів до 
стрибка тріщини
^  = + (126)
Довжина стабільного збільшення тріщини дорівню­
ватиме відстані від лівої межі г-го елемента до вістря 
початкової тріщини
ДІ = Х* ( і - 1 ) .  (127)
З аналізу рис. 107 і 110 випливає, що максимальне 
зменшення в'язкості руйнування до рівня Kjc = К ^  матиме
елемент, для якого при /= l0, AWk =  AWr  В цьому випадку 
довжина стабільного збільшення тріщини перед стрибком 
дорівнюватиме
A l = X ' ( k - l ) .  (128)
Прогнозування довжини крихкого стрибка тріщини. У
запропонованій моделі [185] вважалося, що довжина крихкого
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стрибка тріщини дорівнює розміру зони пошкодженості і?т  і 
для умов плоскої деформації визначається за формулою (36). 
Експериметальні значення довжини крихкого стрибка трі­
щини {враховуючи їх досить великий розкид) задовільно 
апроксимуються формулою (36) головним чином в області ве­
ликих значень А1\, однак кут нахилу розрахункової залеж­
ності до осі абсцис менший, ніж у експериментальної [185].
В рамках запропонованої моделі нестабільного РВТ 
з’явилась можливість уточнити розрахункову залежність 
АЦС -  Щс, врахувавши зміну характеристик в'язкості руйну­
вання залежно від енергії непружної деформації в межах 
зони пошкодженості у момент крихкого стрибка тріщини, 
тобто коли виконується умова (121).
д \ \ [ \У
Знаючи роз­
поділ непружної де­
формації за цикл 
(рис, 132) при зада­
ному рівні К ^ктдх, 
можна обчислити 
зміну енергії \У з 
віддаленням від 
вістря тріщини, а 
згідно із запропо­
нованим підходом 
(п, 6.1) і залежність 
в'язкості руйнуван­
ня при динамічному 
навантаженні Крс 
всередині зони по­
шкодженості від г.
Відомо, що 
порівняно з довжи­
ною тріщини та роз­
мірами зразка крих­
кі стрибки тріщини 
при циклічному на­
вантаженні мають 
незначну довжину 
(0,2 ... 3,0 мм) [193]. 
Враховуючи,
що при таких довжинах стрибків внесок кінетичної енергії в
Рис. 132. Розрахункова схема визначення 
довжини крихкого стрибка тріщини
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загальний енергетичний баланс незначний [218], можна 
припустити, що під час крихкого стрибка тріщини (при 
звично використовуваних частотах навантаження до ЗО Гц) 
К гК тах=  const.
В момент старту тріщини К, = Кк, при цьому 
динамічна в'язкість руйнування KDC < КІС (див. рис. 132). 
Довжина тріщини їа в момент зупинки визначається з умови 
К, (129)
і тому довжина крихкого стрибка тріщини А1с=Іа-Іс. Динамічну 
в'язкість руйнування матеріалу з урахуванням попереднього 
циклічного навантаження визначаємо за формулою (94).
Прогнозування швидкості росту втомної тріщини.
Здійснене порівняння розрахункових та експериментальних 
даних щодо швидкості РВТ для сталі 15Х2МФА(І), 
15Х2МФА(ІІІ) та титанового сплаву ВТ6С при температурі 
293 К [191]. Швидкість РВТ визначали на компактних зразках 
завтовшки 25 і 7,5 мм при частоті навантаження 25 Гц - для 
сталей і 0,5 Гц - для титанового сплаву.
Характеристики механічних властивостей досліджува­
них матеріалів при статичному та циклічному навантаженнях
наведені у табл. 21. Тут - циклічний поріг текучості.
Енергію непружної деформації AWr> яка відповідає межі 
втоми, визначали інтегралом
а*'**
AWr -  jAod(Ae),
о
де Лещ — 2х10~5 мм/мм - допуск на непружну деформацію.
Енергію втомного руйнування Wy і показник р в 
рівнянні (58) визначали за результатами випробувань 
циліндричних зразків (діаметром робочої частини 10 мм) на 
циклічну міцність при контрольованій амплітуді пружно- 
пластичної деформації. Коефіцієнт асиметрії циклу 
навантаження R =  - 1.
За руйнування зразка приймали момент появи втомної 
тріщини завдовжки 0,5...1,0 мм на поверхні зразка 
{Nf= 2хЮ2 ... 2х104 цикл).
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ЕОсооо
Таблиця 21
Вихідці дані для п рогно зува пил швидкості РВТ
Матеріал и цг03
МПа
«гч,
щ
МПа
Е105,
МПа
V
МПа^ і
V?
У
МДж/м3 а ' п' МДж/м3 Р
X*
ми
о(п') £ (*1 Ц п  7
Л(7Г,
МПа
15Х2МФА(д 0 390 200 2^ 0 0,3 4,50 2090 0,В90 6,436 0,0722 0904 0066 2317 00176 4,82 -
15ХЖФА® 0019 390 200 2Д) 0,3 4,50 2126 1,101 9,900 0,0067 0965 0334 2345 00173 4,78 -
15Х2МФАЩІ) 0 840 569 2,00 03 530 1457 Оібзі 9,173 0,0232 0 0,032 2,463 00164 4,60 -
кгес 0 500 425 13) аз 135 3372 0036 9,785 0,0172 0 0<Й1 2,485 0,0157 4£4 -
АМгС 0 384 - 0,74 03 - - 0,327 4,790 - - - - 00175 4,79 130
АМіб одо 402 - 0,72 03 - - 0,271 17,60 - - - - 0Ш17 17,6 130
На рис. 133-135 зіставлено швидкість РВТ у сталі 
15Х2МФА(І), 15Х2МФА(Ш) і сплаві ВТ6С, обчислену за 
виразами (115), (116) та отриману з експерименту. Розра­
хункові залежності швидкості РВТ від Ктах для всіх 
досліджених матеріалів при і?=0 і 0,1 майже не виходять за 
межі смуг розкиду експериментальних даних.
V, м/цикл V, м/цикл
Рис, 133. Залежність швидкості РВТ в 
сталі 15Х2МФА(І) від Ктпдх з 
урахуванням (1), без урахування (2) 
розсіяння енергії в зоні пошкодже- 
ності, експеримент (3)
Рис. 134. Залежність швидкос­
ті РВТ в сталі 15Х2МФА(ІІІ) 
від &тах при 293 К, /=25 Гц. 
Позначення див. рис. 133
На рис. 133 також зображена залежність швидкості 
РВТ в сталі 15Х2МФА(І) при К=0Т1 від Ктах (крива 2), 
отримана без урахування енергії непружної деформації в зоні 
пошкодженості (Ят>г>Х*). Порівняння розрахункових кривих 
1 і 2 свідчить, що неврахування енергії непружної деформації 
знижує швидкість РВТ приблизно вдвічі.
Рис. 136 стосується залежності Ктах відносно кількості 
циклів пружнопластичного деформування г-го елемента до 
моменту руйнування. Обчислення здійснені для сталей 
15Х2МФА(І), 15Х2МФА(ІІІ) і титанового сплаву при коефіці­
єнті асиметрії циклу навантаження В подвійних лога­
рифмічних координатах отримані залежності є лінійними і 
можуть інтерпритуватися як лінії втоми матеріалу при 
ступінчастому збільшенні амплітуди навантаження.
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Рис. 135. Залежність швидкості РВТ в 
титановому сплаві ВТ6С від при
293 К, /  = 0,5 Гц, Й-0,1, і=25 мм. 
Позначення див, рис. 133
За такого наван­
таження довговічність вка­
заних матеріалів значно 
відрізняється. Якщо при 
ЗМІНІ Кт^ ах В*Д '1 0  ДО 
40 МПаТм договічність 
мікрозразків зі сталі 
15Х2МФА(ІІІ) відповідає 
малоцикловій області
4х102... 2х103 циклів, то для 
сталі 15Х2МФА(І) довго­
вічність знаходиться в 
межах 6хЮ4.Л05 циклів.
Прогнозування не­
стабільного росту тріщи­
ни. Були обчислені стабіль­
ні прирости тріщини і 
кількість циклів наванта­
жування між крихкими 
стрибками тріщини для 
сталі 15Х2МФА{ІІІ) при 
293 К. Вихідні дані міс­
тяться в табл. 21 і 22 [222].
Отримані розрахун­
кові І експериментальні 
залежності довжини при­
росту тріщини між крих­
кими стрибками від кри­
тичного КІН К^ с (рис. 137), 
а також залежності впливу 
циклічного навантажу­
вання на опір крихкому 
руйнуванню (рис. 138) 
задовільно узгоджуються,
Рис. 136. Співвідношення рівня К^лт і 
кількості циклів навантаження зразка із 
тріщиною за досягнення енергії втомного 
руйнування ІУу па відстані X* від вістря 
тріщини: 1 - сталь 15Х2МФА(І),
2 - 15Х2МФА(ІІІ), 3 - сплав ВТ6С
хоча розрахунки порівняно 
з експериментом істотно 
знижують КІЛЬКІСТЬ ЦИКЛІВ 
до крихкого стрибка трі­
щини при коефіцієнті аси- 
іМетрії циклу навантаження 
/і—0,59.
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Рис. 137. Залежність довжини стабільного - а і 
нестабільного - б приросту тріщини в сталі
15Х2МФА(ІІІ) від критичного КІН К^с при 
293К: Д-0,1 (1,2,4-6), 0,59 (3,7); 1,4 -
експеримент; 2, 3, 5, 7 - розрахунок згідно 
запропонованої моделі; 6 -  розрахунок за 
формулою (36)
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Це обумовлене тим, що при всіх розрахунках швидкості РВТ 
використовувалася діаграма циклічного деформування (за­
лежність порогу текучості від енергії непружної деформації 
за цикл), отримана на гладких зразках при жорсткому 
пружнопластичному деформуванні.
Т а б л и ц я  22
Характеристики механічних властивостей сталі 15Х2М Ф А(ІІІ)
°0,2,
МПа
К/с
МПа^м МПа^м/(МДж/м3)
954 65,3 0,0358
К }с,М Ш -/м
Рис. 136. Залежність критичного КІН К ‘^ с сталі 15Х2МФА(ІІІ) 
при 233К від кількості циклів навантажування до стрибка 
тріщини; (,К1/с)рі {К1£с)е - смуги розсіювання циклічної
в'язкості руйнування, визначені з розрахунку (І) і в 
експерименті (2)
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Розрахунок довжини крихкого стрибка тріщини, 
здійснений згідно з запропонованою моделлю, краще узго­
джується з експериментальними даними, порівняно з розра­
хунком за формулою (36) [202].
6.2. Прогнозування впливу попередньої одноразової 
пластичної деформації на швидкість росту 
втомної тріщини
Запропонований метод прогнозування впливу 
попередньої пластичної деформації на швидкість РВТ 
заснований на розробленій моделі РВТ [24,195,475]. Для 
такого прогнозування необхідно мати лише рівняння кривої 
втоми при жорсткому малоцикловому навантаженні для 
попередньо недеформованого матеріалу, оскільки енергія 
втомного руйнування УУу а також криві малоциклової втоми в
10
10
осях єа - Ыт інваріантні 
(див. п. 2.3). 
Проводять комплекс 
експериментальних 
досліджень, розра­
ховують величину Шу 
і показник /7, приско­
реним методом (за 
результатами випро­
бувань одного зразка) 
будують діаграму 
циклічного деформу­
вання вихідного ма­
теріалу до і після 
попереднього плас­
тичного деформуван­
ня. Після цього, за­
даючись величиною 
зовнішнього цикліч­
ного навантаження, 
обчислюють ШВИД­
КІСТЬ РВТ для тіла з 
тріщиною (гі. 6,1).
На рис. 139 зо­
бражені розрахункові
щодо попереднього деформування 
V, м/цикл
-7
.-8
-910
10-Ю
МПа^м
Рис. 139. Залежність швидкості РВТ в сталі 
15Х2МФА(І) від Кпах У первісному стані (1,2) і 
після попереднього пластичного деформування 
епр=  0,019 (3, 4): 1, 3 -  розрахунок; 2, 4 -  екс­
перимент
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та експериментальні залежності швидкості РВТ в сталі 
15Х2МФА(І) у  первісному стані та після одноразової плас­
тичної деформації епр=0,019. Результати обчислень прогно­
зують зменшення швидкості РВТ в сталі після попереднього 
пластичного деформування, задовільно збігаючись з даними 
експерименту.
Для кількісного прогнозування швидкості РВТ в алюмі­
нієвому сплаві АМгб схема розрахунку була дещо змінена. Це 
зумовлено тим, що для аюмінієвих сплавів застосування 
енергетичного критерію втомного руйнування у вигляді (58) 
■ ускладнене [202], Тому для опису руйнування елемента )С 
застосовується деформаційний критерій, що грунтується на 
рівнянні Коффіна-Менсона (57). Крім цього, обчислення 
швидкості тріщини для сплаву АМгб виконується без 
урахування накопичених втомних пошкоджень в межах зони 
пошкодження завдовжки Кт попереду вістря тріщини.
Проведений розрахунок показує (рис. 140), що 
попередній наклеп значно збільшує швидкість РВТ в сплаві 
АМгб. Це задовільно узгоджується з експериментальними 
результатами.
Аналіз моделі РВТ, критеріїв втомного руйнування (57), 
(58) та закономірностей недружного циклічного деформування
циклічно зміцнюваного та
Км/цикл
Рис. 140. Залежність швидкості РВТ в 
сплаві Амгб при 293 К і К=0: 1,3 -  роз­
рахунок; 2,4 - експеримент; 1,2 - пер­
вісний стан; 3,4 - ^ = 0 ,1 0
циклічно знеміциюваного 
матеріалу дає змогу 
стверджувати, що зміна 
швидкості росту тріщини 
після попереднього плас­
тичного деформування ви­
значається зміною діагра­
ми циклічного деформу­
вання, зміщення якої 
вгору чи вниз відносно 
первісного стану визначає 
характер такого впливу. 
Як було зазначено раніше 
(п, 2.3), попереднє пластич­
не деформування розтягом 
інтенсифікує процеси зміц­
нення та знеміцнення для 
циклічно зміцнюваних та 
знеміцнюваних матеріалів 
відповідно.
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Таким чином, результати розрахунку за пропонованою 
моделлю свідчать, що попередній наклеп розтягом 
збільшуватиме швидкість РВТ для циклічно зміцнюваних 
матеріалів і зменшуватиме її для матеріалів циклічно 
знеміцнюваних. Для . обгрунтування цього твердження 
проаналізовано' результати, ' ^отримані автором, а також 
літературні дані [30,74,75,95,113,136,170,233,246,274,297, 
304,340, 345,369,389,395,427,456,467], які наведено в табл, 9,
Відомо, що залежно від пропорції ав/сг^2 конструкційні 
сплави умовно можна поділити на циклічно знеміцнювані 
(сгв/ а 0>2 < 1,2), циклічно зміцнювані (сгв/ а 02 > 1,4) і циклічно 
стабільні (1,2 < сгв/<Т0)2 < 1,4) [289].
На рис. 141 побудовано узагальнюючі графіки для 
циклічно зміцнюваних та знеміцнюваних матеріалів. Для 
циклічно знеміцнюваних матеріалів, в яких відношення 
сгв/сг0)2>  1, 5 , попереднє пластичне деформування (холодне 
вальцювання, розтяг) приводить до збільшення швидкості 
РВТ. Для конструкційних сплавів, які мають пропорцію 
0в / 0Ь,2< 1 попереднє пластичне деформування зменшує 
швидкість РВТ порівняно з первісним станом (рис. 141, б).
Рис. 141. Залежність відносної швидкості РВТ V від 
попередньої пластичної деформації при и%/ивл первісного 
матеріалу 1.5...3.93 (а) і 1.05.-1,48 (6). Номер значка 
відповідає порядковому номеру матеріалу в табл. 9
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6.3. Природа розкиду в'язкості руйпуваппя за 
статичного навантаження і визначення її 
мінімального значення
На основі моделі нестабільного росту втомної тріщини 
(п. 6.1, 6.2) запропоновано підхід до прогнозування розкиду 
в’язкості руйнування КІС [123]. Доведено, що для циклічно 
зкеміцшованих матеріалів при температурі, нижчій від тем­
ператури в’язко-крихкого переходу, розкид в ’язкості 
руйнування є наслідком різних умов формування зони 
пошкодженості у вістрі втомної тріщини (величина розсі­
юваної енергії непружної деформації) на стадії її ініціювання.
Створення первинних втомних тріщин і випробування 
на тріщинотривкість при статичному навантаженні проводили 
за консольного згину плоских зразків перерізом робочої 
ділянки 25x70 мм (рис. 40, а) та позацентрового розтягу 
компактних зразків на випробувальній машині УМЇЇ 02-04 
[219] та “Гідропульс 400 кН” за стандартом [38].
Циклічну в'язкість руйнування К^ с визначали із 
дотриманням відповідних рекомендацій [139]. КІН під час 
згину плоских зразків та позацентрового розтягу компактних 
визначали за формулами (66)-(68).
Тріщинотривкість сталей 15Х2НМФА і 15Х2МФА(ІІІ) 
вивчали відповідно при температурі 183 і 293 К, що суттєво 
нижча від температури крихкості Тк , яка визначається за 
50%-ним волокном на зламі зразка (табл, 23).
На рис. 142 зображені залежності в’язкості руйнування 
сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 293 К і сталі 15Х2НМФА при 183 К 
за статичного та циклічного навантаження від максимального 
КІН на кінцевій ділянці вирощування втомної тріщини і 
від критичної довжини тріщини втоми під час переходу від 
стабільного до нестабільного розвитку. Числові значення 
характеристик в'язкості руйнування та їх статистичні 
параметри містить табл. 23. Первинні втомні тріщини у всіх 
випадках створювали при температурі 293К. Умова 
максимальної скутості пластичної деформації у вістрі 
тріщини при статичному навантаженні виконувалася як аа 
критерієм (20), так і за виглядом діаграм Р-К,
Циклічність навантаження істотно зменшує (див, рис. 
142, табл, 23) опір крихкому руйнуванню сталей
15Х2МФА(ІІІ) і 15Х2НМФА порівняно з в’язкістю 
руйнування при статичному навантаженні. Середні значення 
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циклічної в'язкості руйнування Ще сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 
293 К і сталі 15Х2НМФА при 183 К відповідно в 2 і в 1,7 раза 
менші від КІС при тих же температурах випробувань.
Особливу увагу звертає факт великої відмінності 
величин розкиду в'язкості руйнування вказаних сталей при 
статичному і циклічному навантаженнях. Скажімо, смуга 
розкиду статичної в'язкості руйнування ЛКІС досить велика і 
становить для сталі 15Х2МФА(ІІІ) 39,2 МПаУм, для сталі 
15Х2НМФА - 27,6 МПал/м. Розкид циклічної в’язкості
руйнування ЛЩС значно менший порівняно з ДКіс.
Відношення АК^ІАК}^ для сталі 15Х2МФА(ІІІ)
дорівнює 7,8, для сталі 15Х2НМФА - 8,9, а відношення 
стандартних відхилень відповідно 6,4 і 7,4.
Спробуємо з’ясувати причини такої значної різниці 
розкиду експериментальних даних в'язкості руйнування при 
статичному і циклічному навантаженнях.
Рис, 142. Залежність в'язкості руйнування сталей від Цс і 
а - 15Х2МФА(ІІІ) при 293 К, позацентровий розтяг компактних зразків; 
б -  15Х2НМФА при 183 К, консольний згин; 1,2 - і=25 мм, 3 - і=19мм
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Звично застосовувану для пояснення розкиду в'язкості 
руйнування теорію локальної неоднорідності властивостей 
матеріалу в даному випадку використати не можна, оскільки 
згідно з нею більше стандартне відхилення повинно бути для 
циклічної в’язкості руйнування. Перехід від стабільного до 
нестабільного РВТ відбувається при нижчих значеннях Ктах, 
а отже, і меншому розмірі пластичної зони у вістрі тріщини 
порівняно зі статичним навантаженням. ■;
Використовуючи наближену формулу для визначення 
розміру пластичної зони
навантаженні збігаються з аналогічними характеристиками 
при статичному навантаженні, отримаємо г* / = 4  (тут г% гуч- 
розмір пластичної зони відповідно при статичному і 
циклічному навантаженнях).
Таким чином, більша в 4 рази порівняно з циклічним 
навантаженням пластична зона при одноразовому 
навантаженні повинна була би забезпечити більше 
згладжування неоднорідності локальних властивостей 
матеріалу, а отже, і менший розкид статичної в ’язкості
руйнування порівняно з Однак це протирічить експе­
риментальним результатам, зображеним на рис. 142.
Вже було виявлено, що в’язкість руйнування КІС цик­
лічно знеміцнюваних матеріалів при температурі, нижчій від 
температури в'язко-крихкого переходу, істотно залежить від 
енергії непружної деформації на стадії попереднього цик­
лічного навантаження і може бути описана залежністю (92).
Розрахувавши напружено-деформований стан у вістрі 
тріщини і визначивши сумарну енергію непружної 
деформації для елемента завширшки X*, який прилягає до 
вістря тріщини (див. рис. 128), з рівняння (92) можна 
визначити опір крихкому руйнуванню матеріалу.
Розглянемо випадок, коли у початковому стані в околі 
вістря тріщини відсутнє втомне пошкодження, тобто енергія 
непружної деформації Жн=0 (рис. 143,а).
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та приймаючи, що Х|с= 0,5АГ/С, сг02 і а і при циклічному
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Умова
втомного руйну­
вання (стабіль­
ного підростання 
тріщини) Ї-ГО 
елемента опису­
ється рівнянням 
(114). При цьому 
вважають, що
Л7пах
Містах РОЗВ'ЯЗУ­
ЮЧИ ЧИСЛОВИМ 
методом рівнян­
ня (114) з ура- 
.. хуванням (113),гис. 1*0 . оалежшсть сумарної питомої енергії ___
непружної деформації (а) і в'язкості руйнування (б) . . т  диа
від кількості циклів навантаження; - ДОВІЧНІСТЬ КОЖ-
збігається з номером мікрозразка в межах зони НОГО t-ГО ЄЛЄМЄН- 
пошкодженості. Суцільні лінії - навантаження та, в межах зони 
при Ш<ДУІ*, штрихові - при AW^AW* пошкодженості,
залежність енер­
гії непружної деформації для кожного г-го елемента від 
кількості циклів навантаження (рис. 143, а). З урахуванням 
останнього за співвідношенням (92) розраховуємо в'язкість 
руйнування зразка, лка дорівнюватиме КІС елементу, що 
прилягає до вістря тріщини (рис. 143, б). Таким чином, як 
випливає з рис 143, б, під час утворення втомної тріщини при 
^7nox=c°nst в'язкість руйнування за статичного навантаження 
залежатиме від кількості циклів навантаження І
змінюватиметься в межах від К™п до .
Для випадку, коли тріщина в умовах Jynuu:=const 
підростає на величину більшу, ніж размір зони пошкодження, 
коливання W стабілізується і різниця між найбільшим К™1 і 
найменшим К™" значеннями в'язкості руйнування зменшу­
ється (рис.143).
Зазначимо, що застосована модель РВТ (п. 6.1) є досить 
спрощеною, оскільки насправді між моментами затримки 
росту тріщини її стабільне підростання відбувається непе­
рервно в кожному циклі (п. 4.6). Тому зміна енергії непружної 
деформації буде відбуватися не стрибками (рис. 143), а 
плавно упродовж стадії неперервного росту тріщини
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(рис, 144). Наприкінці ділянки затримки розсіяна енергія 
непружної деформації у вістрі тріщини (в елементі 
завширшки X*, що прилягає до вершини тріщини) досягає 
найбільшого значення, а наприкінці стадії безперервного РВТ
Рис. 144. Залежність довжини тріщини (а), питомої 
енергії непружної деформації в елементі і біля 
вістря тріщини (б) і в'язкості руйнування (в) від 
кількості циклів навантаження
Отже, якщо під час вирощування первинної втомної 
тріщини циклічне навантаження припинити в точках 1, 3, 5 
(рис. 144, а), а потім зразок випробувати на в’язкість руйну­
вання, то ми отримаємо максимальне значення КІС, якщо ж 
припинити в точках 2, 4, то статична в'язкість руйнування 
буде мінімальною.
Перевірку залежності статичної в'язкості руйнування 
від питомої енергії непружної деформації (кількості циклів 
навантаження на стадії утворення первинної втомної тріщини 
(рис. 144)) було проведено при позацентровому розтязі 
компактних зразків завтовшки 19 мм із сталі 15Х2МФА(ІІІ) 
за кімнатної температури. Енергію непружної деформації 
непрямо оцінювали за кількістю циклів навантаження на
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стадії затримки Ш '3 (рис. 144) і неперервного росту тріщини 
н відповідно до методики п. 3.3.
При цьому максимальний КІН К^пах на останній ділянці 
вирощування тріщини (при контрольованому процесі нерегу­
лярного РВТ) знаходився в межах 23...25 МПа->/м. З рис. 145 
можна зробити висновок, що збільшення кількості циклів 
навантаження на стадії затримки росту тріщини (збільшення 
енергії непружної деформації) знижує опір крихкому 
руйнуванню за статичного навантаження, однак із
збільшенням кількості циклів навантажування ЛИН на стадії 
неперервного РВТ КІС сталі 15Х2МФА(ІІІ) при температурі 
293 К збільшується.
Додатково була проведена серія експериментів, в яких 
досліджували вплив Ктах і кількості циклів навантаження 
після крихкого стрибка тріщини на в'язкість руйнування 
сталі 15Х2МФА(ІІІ), Особливість цих дослідів полягала в 
тому, що після крихкого стрибка тріщини втомні
пошкодження у вістрі тріщини були відсутні. Це дало змогу 
регулювати значення Ж практично від нуля до І У
К,
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Рис. 145. Залежність К^ с сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 293К від 
кількості циклів затримки (а) і кількості циклів неперервного 
росту тріщини (б), схема процесу нерегулярного РВТ (в)
вказаних експериментах після створення первинної втомної 
тріщини [38] циклічне навантаження збільшували до рівня
^ ^ " 3 0  МПа-Ум >-К/с- Після крихкого стрибка тріщини 
зменшували частоту навантаження до 1...2 Гц і, підтримуючи 
незмінним КІН >К^С, контролювали нерегулярний РВТ 
(п, 3.3), Циклічне навантаження зупиняли в момент переходу 
від стадії затримки тріщини до її неперервного зростання і 
після цього визначали в'язкість руйнування при статичному 
навантаженні [38].
Збільшення кількості циклів навантаження (рис. 146), а 
також довжини стабільного приросту тріщини ДІ після 
крихкого стрибка супроводжується зниженням опору 
крихкому руйнуванню сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 293 К. 
Причому чим більший рівень К]тах, при якому проводили 
циклічне навантаження після крихкого стрибка тріщини, тим
Рис. 146. Залежність К !с-Л1 (1-5), К^с -АІу (6-10) (а) і (1-3),
К \с - і ї с (б) сталі 15Х2МФА(ІП) при 293К: Х/т с І -3 0  МПаУм (1); 
33 МПал/м (2); 35 МПа-/м (3); 37 МПаТм (4) і 42 МПал/м (5) 2 5 3
менше циклів треба для отримання однакового зниження 
статичної в'язкості руйнування. За статичного навантаження 
не вдалось отримати значення в'язкості руйнування, нижчого 
від динамічної в'язкості руйнування Квс~  40 МПаТм.
Особливо важливим є питання щодо мінімального 
розмаху КІН, починаючи з якого циклічне навантаження на 
стадії створення первинної втомної тріщини впливатиме на 
К/с, тобто окрихчуватиме матеріал в зоні пошкодженості у 
вістрі тріщини.
Виявлено (див. рис. 62), що збільшення коефіцієнта 
асиметрії циклу навантаження від 0 до 0,87 не впливає на
циклічну в’язкість руйнування К^ с сталі 15Х2МФА(ІІІ) при 
293 К, а при подальшому підвищенні К стала ЛГ|С
збільшується до збігу з троговим КІН КіН. Ці результати 
(див. рис. 62, б) зображені на рис. 147 у вигляді залежності 
циклічної в'язкості руйнування від розмаху КІН. Зменшення 
А К від ЗО до 3 МПа-Ум не впливає на критичний КІН АК ,^ 
Враховуючи, що при Л=0 пороговий КІН Х,Л=10 МПаТм (див. 
рис. 62), зниження опору крихкому руйнуванню матеріалу в 
зоні пошкодженості (див. рис. 143) спостерігатиметься при 
АК>АК^. Таким чином, при відсутності контролю за процесом 
нерегулярного підростання під час створення первинної втом­
ної тріщини навіть при строгому дотриманні вимог 
нормативних документів [38,107,124,151,167,229,240,440] (табл. 
24), в'язкість руйнування зразка з '’гострішою" тріщиною, на­
приклад при ^ Сі МПа^
К / ш а х = К гН> м о ж е
виявитися біль­
шою, ніж в'яз­
кість руйнування 
зразка з тріщи­
ною, створеною 
при значенні ма­
ксимального КІН
к1тюх> > к ік
Щоправда, 
це справедливе
тільки якщо К с^< 
К}:. При
циклічність на­
К / С  К і с  ділянці вирощування первинної втомної тріщини 
за різної асиметрії циклу навантаження
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вантаження на стадії створення первинної тріщини не 
приводитиме до окрихчування матеріалу в зоні 
пошкодженості, а отже, і не впливатиме на К]с. В цьому 
випадку розкид статичної в’язкості _ руйнування буде 
мінімальним і пов'язаним лише .з локальним разкидом 
властивостей матеріалу.
На основі узагальнення отриманих результатів був 
запропонований . спосіб визначення мінімальної . статичної 
в’язкості руйнування К}с за результатами випробувань одного 
зразка [6,123]. Згідно з ним контролюють нерегулярний РВТ 
на кінцевій ділянці створення первинної втомної тріщини. 
Циклічне навантажування припиняють в точках переходу від 
ділянки затримки росту тріщини до її неперервного росту 
(точки 2,4; рис. 144,а). Потім зразок піддають випробуванню 
на в'язкість руйнуванню при статичному навантаженні 
відповідно до стандарту [38].
Аналогічний підхід може бути використаний і під час 
визначення мінімальної динамічної в'язкості руйнування.
Т а б л и ц я  24
Вимоги до вирощування вихідної первинної тріщини під нас 
визначення статичної в’язкості руйнування
Найменування
документу
Діє Крпах
ЦИКЛ
К тт
Й”
Дже­
рело
Ктях
ВЗІ ПО 3.71 >0,025Ь <0,67КІС
<ІЇ,5(ОГі/ОТ2)Кі *
£0,1 [240]
АЗТМ Е 399-74 £0,0251 < » м ^
<0,6(аті/&гг)Кіс
£0,1 [440]
РД 260-81 £0,3 мм £0,6 Кгг ” 510^ <0,1-0,25 [151]
АБТМ Е 399-83 £0,0251. £0,6 Кіс
<0,6 (СРгї/О т2)Кїс
* <0,1 [229]
ГОСТ 25.506-85 >1,3 мм <0,6 Кіс 510^ £0,1-0,25 [38]
* аТ І, агг - відповідно поріг текучості при температурі вирощування первинної 
втомної тріщини і температурі випробувань на К к
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6.4, Обгрунтування методів підвищення опору 
крихкому руйнуванню і опору росту 
втомних тріщин
У високонавантажених масивних конструкціях прак­
тично неможливо уникнути різного роду тріщинуватих 
дефектів, і ресурс таких конструкцій значною мірою 
визначатиметься тривалістю росту втомної тріщини. Разом з 
тим під впливом експлуатаційних чинників, наприклад 
опромінення, матеріал може окрихчуватися і зменшувати 
свою в'язкість руйнування. Тому, створюючи матеріали для 
таких конструкцій, необхідно оптимізувати їх за параметрами 
статичної і циклічної міцності І тріщинотривкості. Як правило, 
формуючи матеріал з високими міцнісними характерис­
тиками, втрачають в опорі крихкому руйнуванню, і навпаки. 
До матеріалів, що мають одночасно високу міцність і 
тріщинотривкість належать мартенситностаріючі сталі [29,45, 
104,159,203].
Досягнуте оптимальне співвідношення між міцністю і 
тріщинотривкістю може порушуватись в процесі експлуатації. 
За цих обставин важливо мати певні практичні способи 
відновлення вказаного балансу, наприклад, між межею 
текучості і в'язкістю руйнування матеріалу або опором росту 
втомних тріщин. На основі досліджень, викладених у цій 
праці, показано, що одним Із ефективних способів підвищення 
опору крихкому руйнуванню матеріалів, а також опору росту 
втомних тріщин є попереднє пластичне деформування (п, 3.4,
4.3, 5.2, 5.3). Причому деформування можна здійснювати як за 
відсутності в матеріалі тріщин, наприклад, на стадії 
виготовлення напівфабрикатів або деталей (холодне і гаряче 
вальцювання), так і при їх існуванні, наприклад, коли йде 
експлуатація, здійснюються гідравлічні випробування посудин 
тиску тощо.
З'ясовано (п. 3,4), що холодне вальцювання як з 
наступним відпалом, так і без нього залежно від класу 
матеріалу (циклічно зміцнюваний чи циклічно знеміцнюваний) 
різним чином впливає на швидкість РВТ на середній ділянці 
ДВР порівняно з попередньо недеформованим матеріалом. 
Наприклад, для алюмінієвих сплавів, широко використо­
вуваних в авіабудуванні, наклеп, позитивно впливаючи на 
межу текучості, разом з тим істотно збільшує швидкість 
росту втомних тріщин. Тому для конструкційних елементів, 
ресурс яких значною мірою визначається розвитком втомної 
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тріщини, вказану обставину необхідно враховувати під час 
розрахунку довговічності. В цьому випадку оптимального 
співідношення між параметрами міцності і параметрами 
циклічної тріщинотривкості можна досягнути зменшенням 
ступеня наклепу.
Об'ємна пластична деформація вельми ефективна для 
циклічно анеміцнюваних матеріалів, наприклад низьковідпу- 
щених сталей, оскільки для них підвищення міцності 
супроводжується збільшенням опору росту втомних тріщин.
На основі виконаних досліджень, а також а аналізу 
літературних даних виявлено, що наклеп практично у всіх 
випадках зменшує пороговий КІН, за винятком, коли під час 
деформування порушується цілісність матеріалів з утворен­
ням пор або мікротріщин. У цих умовах порогова тріщино- 
тривкість підвищується.
Відомо, що в корпусах реакторів ВВЕР місцеві 
напруження в зоні патрубків, отворів в кришці можуть 
досягати значень, близьких до порогу текучості, або навіть 
перевищувати їх [80],
Оскільки сталь 15Х2МФА у первісному стані (І) і в 
окрихченому (II), (III) станах є циклічно знеміцнювальною, то 
місцеві одноразові пластичні деформації в зонах концентрації 
напружень при відсутности тріщин повинні підвищувати опір 
росту втомних тріщин. Це випливає з разрахунків за 
пропонованою ’ моделлю, а також експериментально 
підтверджено на зразках зі сталей 15Х2МФА(І) і 
15Х2МФА(ІІІ) в умовах кімнатної температури.
Оскільки при робочій температурі внутрішньої стінки 
корпуса реактора ВВЕР-440 543...573 К пропорція 
сгв/ сгОі2=1,08 - для сталі 15Х2МФА(І) і сгд /оо^ІД О  - для 
сталі 15Х2МФА(ІІІ), то попередня пластична деформація 
повинна зменшувати або принаймі не впливати на швидкість 
РВТ у вказаних сталях і при температурі експлуатації 
корпусу реактора.
Вплив одноразового попереднього пластичного дефор­
мування матеріалу без тріщин на опір крихкому руйнуванню 
не є однозначним. Разом з тим для корпусної теплотривкої 
сталі 15Х2МФА з’ясовані певні закономірності (розділ 4). При 
рівнях попередньої деформації, що не перевищують макси­
мального рівномірного видовження, характер впливу епр на 
опір крихкому руйнуванню визначається запасом зміцнення 
(пропорцією <7в/сг0г). Для окрихченої сталі 15Х2МФА(ИІ)
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(<7в/ сгО)2“ 1,05) попередня деформація за кімнатної темпера­
тури не впливає на Кїс. Але для сталі 15Х2МФА(І) 
((тв/<т0'2=  1,20) збільшення наклепу знижує опір крихкому 
руйнуванню при температурі 123 К (п. 4.3).
Разом з тим виявлено, що існування в матеріалі шпар, 
породжених деформуванням, є основним чинником підвищен­
ня опору крихкому руйнуванню.
Дослідження впливу попереднього теплового наванта­
ження на опір крихкому руйнуванню важливе з двох причин. 
По-перше, для підвищення граничної утримувальної 
здатності корпусів реакторів, матеріал яких під впливом 
нейтронного опромінення окрихчуєтся і, по-друге, для 
забезпечення цілісності корпусу реактора у аварійних 
ситуаціях. Наприклад, при аварійному заливанні холодної 
води температура внутрішньої поверхні корпусу може 
знижуватися до 313...343 К [80,119], яка нижча від
температури крихкості основного металу - сталі
15Х2МФА(ІІІ) - і металу зварного шва 1 ОХМФТ(ІІ) 
(відповідно 393 К І 453 К (див. табл. 13).
За цих умов крихке руйнування зразків з сталі 
15Х2МФА(ІІІ) і зварного шва ЇОХМФТ(ІІ) може відбуватись 
вже при товщині 25 мм (п. 4.1).
У наведеному дослідженні впливу ПТН на опір 
крихкому руйнуванню були змодельовані три основні 
ситуації: це випадки 1 і 2, де після перевантаження 
відбувається повне (1) (див. рис. 115,а) або часткове (2) (див. 
рис. 115,в) розвантаження з наступним охолодженням і 
руйнуванням в умовах кімнатної температури, і випадок З 
(див. рис. 115,6), коли охолодження відбувається при 
незмінному рівні Кі-К ^  Випадок 2 імітує заливання в корпус 
реактора холодної води при спрацюванні системи аварійного 
охолодження зони [79,80,119] зі збереженням сталого тиску 
всередині корпусу. За таких обставин опір крихкому 
руйнуванню сталі 15Х2МФА(ИІ) підвищується в 3,3 раза, 
сталі 15Х2МФА(ІІ) і зварного шва ЮХМФТ(ІІ) (рис. 121) - 
відповідно в 1,8 і 1,9 раза. Випадок 1 моделює навантаження 
корпусу реактора при гідравлічних випробуваннях з 
наступним розвантаженням і охолодженням. Для максималь­
но окрихчено'і сталі 15Х2МФА і зварного шва ефект ПТН 
(Т-423 К) майже не залежить від схеми навантаження, тобто 
у випадку повного або часткового розвантаження, а також у 
випадку, коли Кг~К1 опір крихкому руйнуванню є майже
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зображено& "залеж - 
ність КІН КІ для по­
верхневої напівеліп- 
тичної тріщини (по­
чаткове пропорція 
півосей а/Ь  = 2/3) від 
розміру 6 (передба­
чається збільшення 
розміру тріщини 
тільки уздовж вели­
кої осі). Якщо прий­
няти, що темпера­
тура залитої холод­
ної води дорівнює 
293 К, то вже Існую­
ча поверхнева тріщи-
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на в основному мета- е „ттт.  ^ -Рис. 148. Залежність обчисленого КІН (1,2)
лі корпусу реактора ддЯ напівеліптичної поверхневої тріщини в 
1 5 Х 2 М Ф А (ІІІ ) розмі- корпусі реактора ВВЕР-440 від розмірів 
ром а —14 мм (0,1 ^ г) і більшої півосі при робочому, режимі (1) і 
Ь=22 ММ може ВІД гідравлічних випробуваннях (2). К !с (3-5) і К*
о х о л о д ж е н н я  к п и хк о  (6-8) Сталі 15Х2МФА(ІІІ) (3 ,6 ),'15Х2МФА(ІІ) ОХОЛОДЖЄННЯ КрИХКО (4>7} , аварного шва СВ-ЮХМФТ(ІІ) (5,8).
зрушуватися, оскіль- птн . схема 2 на рис> 115( в> г /=42зк,
КИ ДЛЯ неї К} дорів- Т3=293К, Ж =*,=0,85
нює мінімальній (ста­
тичній) в'язкості руй­
нування Кк, Для сталі 15Х2МФА(ІІІ) при розмірах дефекту 
а—9 мм, Ь=22 мм умова, К}<КІС не виконується при 
гідравлічних випробуваннях (Р=16,25 МПа). Разом з тим при 
окрихчуванні основного металу 15Х2МФА(ІІ), яке відповідає 
середині планового терміну експлуатації (20 років), крихке 
руйнування можливе в режимі гідровипробувань при розмі­
рах тріщини а=35 мм, 6=42 мм. Для зварного шва
Св-ІОХМФТ(ІІ) порушення умови К}<Кк відбувається у 
робочому режимі при розмірах тріщини а=35 мм, 6=38 мм; в 
режимі гідровипробувань, якщо я=35 мм (0,256) і 6=18 мм.
ПТН за схемою 1 (див. рис. 115, а) значно підвищує 
критичний КІН Щ основного металу (сталь 15Х2МФА(ІІІ) і 
15Х2МФА(ІІ)), а" також, зварного шва ІОХМФТ(ІІ) і 
забезпечує виконання умови Кі<КІС навіть при відносній 
глибині дефектів а — а/Ь =  0,25.
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Вивчення стійкості ефекту ПТН свідчить, що під 
впливом наступного циклічного навантажування у випадку, 
коли приріст тріщини відсутній або ж не перевищує 0,2 
розміру залишкової пластичної зони, утвореної на першій 
сходинці навантаження, максимальне зниження критичного 
КІН сталі 15Х2МФА(ІІІ) становить приблизно 10%.
Можна оцінити можливості реалізації ефекту ПТН 
безпосередньо під час гідровипробувань корпусу ВВЕР-440 з 
товщиною стінки 140 мм. Для цього слід розглянути посудину 
тиску з поверхневою напівеліптичною тріщиною на 
внутрішній стінці (рис.149). КІН при навантаженні посудини 
тиском р обчислювали за формулою [307]
К  = <7 в 4 ш У ;
У = 1,14-0,48— + 
Ь
0,2  +  4,9| —
1,2 т -  . сг„
рДо
н
Розрахунок виконаний для геометрії тріщини а/Ь=2/3 і 
її відносній глибині а~а/к =0,05; 0,1 і 0,25 за тиску 
гідровипробувань р = 16,25 МПа, 2Я0 = 4130 мм, Т2=  423 К. 
Результати обчислень представлені на рис, 150-153. Для 
коротких тріщин, а =0,05 (рие.150), ПТН корпусу ВВЕР-440 
під час проведення гідровипробувань не підвищує опору 
крихкому руйнуванню Ку сталі 15Х2МФА(ІІІ), 15Х2МФА(ІІ) і 
^ зварного шва ІОХМФТ(ІІ) порівняно
з первісним станом матеріалу при 293 
К. Ефект ПТН стає помітним тільки 
при тиску, що у 2-3 рази і більше 
перевищує тиск гідропресування. Для 
досягнення граничного збільшення Ку 
досліджуваних матеріалів тиск 
всередині корпусу необхідно було б 
збільшити в 7-9 разів порівняно з 
тиском гідроопресування. Із збільше­
нням довжини тріщини до 0,1/г 
(рис.151) ситуація принципово не 
змінюється і"  тільки при С=0,25
(рис.152,153) та рівні Е = К , / К Т= 1
трТган^П0наД^ тр^нШ 3 (ТУТ Кг _ :  КІН при гідровипробу- 
стійці ваннях) істотно підвищується (від
1,3 для сталі 15Х2МФА(ІІ) до 1,8 для сталі 15Х2МФА(ІІІ)).
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Рис. 150. Залежність К у при 293К від К і  при Г І=423К; 
Кг=15,3 МПа^м; К2= 0; а /Ь = 2/3
К/
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2 -
1 _____
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Рис. 151. Залежність К^  при 29 ЗК від К і при 
Г)=423К; Кг=42,0 МПа^м; К2=0; а /Ь = 2 /3
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Рис. 152. Залежність К ^  при 293К від К  і при 
293К, Кг=65,3 Мпа^м, К г= 0, а / Ь = 2/3
15Х2МФА(ІП)
^  —О ------- =1
У
/
У/  15Х2МФА(П) 
. / _  _ д
а=0,25Ь
Рис. 153. Залежність К /  сталі 
15Х2МФА(ІІЇ) - 1, 15Х2МФА(ІІ) - 2, 
зварного шва Св-ІОХМФТ(ІІ) - 3 при 
293К від довжини поверхневої напів- 
елїптичної тріщини (а/Ь =2/3, режим
гідровипробувань, о#=235МПа‘'/м)
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